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7Einleitung
Im Rahmen eines Projektes der VAW aluminium AG wurde in dieser Arbeit am Institut für
Metallkunde und Metallphysik (IMM) der RWTH Aachen das Verfestigungsverhalten von
technischen Al-Mg-Mn-Legierungen untersucht. Ziel des Vorhabens war es, eine
physikalische Beschreibung der Fließkurve für den Bereich der Kaltverfestigung
durchzuführen. Darüber hinaus war es das Ziel des Projektes, die Dehngrenze bzw. die
Zugfestigkeit durch empirische oder phänomenologische Gesetze so zu beschreiben, dass
diese durch die Fertigungsparameter gezielt eingestellt werden können. In diesem
Zusammenhang ergab es sich dann, dass neben der Verfestigung auch Entfestigungsvorgänge
in Form von Erholungseffekten für einen industriellen Nutzen mit zu berücksichtigen waren.
Aufgrund dieser Aufgabenstellung gliedert sich die Arbeit in drei Teile:
Im ersten Teil werden verschiedene in der Literatur vorhandene Fließkurvenmodelle
vorgestellt und kurz diskutiert.
Im zweiten Teil wird die im Rahmen des Projektes entwickelte phänomenologische
Beschreibung der Fließgrenze und der Zugfestigkeit von Al-Mg-Mn-Legierungen dargestellt
und die Möglichkeit ihrer Anwendbarkeit gezeigt. Dieser Teil entspricht dem
Abschlussbericht des Projektes der VAW aluminium AG.
Im dritten Teil der Arbeit wird das Vier-Strukturvariablen-Modell zur physikalischen
Beschreibung von Fließkurven vorgestellt. Dieses Modell ist zunächst für die Beschreibung
von Fließkurven aus dem Bereich der Kaltverformung entwickelt worden. Es wird gezeigt,
dass dieses Modell auch für die Beschreibung von Fließkurven aus dem Bereich der
Warmverformung geeignet ist.
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9Teil 1 Modellvorstellungen zur Beschreibung der Fließkurve
1.1 Die Fließkurve
Die Fließkurve liefert den Zusammenhang zwischen der wahren Spannung sw (im folgenden
als σ bezeichnet) oder auch Fließspannung kf und der wahren Dehnung ew (im folgenden als ε
bezeichnet) oder auch Umformgrad j. Die Fließspannung eines metallischen Werkstoffes ist
der Betrag der Spannung, der bei einachsigem Spannungszustand zum plastisches Fließen
führt. Der elastische Teil des Spannungs-Dehnungs-Diagramms gehört also nicht zur
Fließkurve. Die Fließkurve lässt sich in fünf Bereiche aufteilen, wobei deren Auftreten auch
von den Verformungsbedingungen abhängig ist /Anongba 1993 a, b/. Einfluss auf den Verlauf
der Fließkurve haben neben materialspezifischen Größen die Umformgeschwindigkeit und die
Temperatur, wobei der Einfluss der Umformgeschwindigkeit im Bereich der
Warmumformung eine wichtige Rolle spielt. An dieser Stelle sollte zwischen Kalt- und
Warmverformung unterschieden werden, eine grobe Einschätzung hierfür ist, dass bei
Temperaturen kleiner der halben Schmelztemperatur Tm Kaltverformung vorliegt, bei
Temperaturen T ≥  0.5 Tm handelt es sich dann um Warmverformung.
Eine anschauliche Darstellung der fünf Bereiche einer Fließkurve kann durch den "Kocks-
Mecking-Plot" gegeben werden, in dem die Verfestigung θ σ
ε
=
d
d
w
w
 über die wahre Spannung
aufgetragen wird .
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Abbildung. 1.1: Schematische Darstellung der fünf Bereiche der Fließkurve im
Kocks-Mecking-Plot
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Bereich I: Der Bereich I, auch „easy-glide"-Bereich genannt, zeichnet sich durch eine sehr
geringe Verfestigung aus. Ausschlaggebend ist hier, dass mobile Versetzungen nahezu
ungestört auf der Hauptgleitebene gleiten können, ohne an Hindernissen aufgehalten zu
werden. Es kommt nur selten zu einem Einfangen, also einer Immobilisierung der mobilen
Versetzungen in den Potentialmulden langreichweitiger Spannungsfelder. Bereich I tritt nur
bei Einkristallen auf, die für Einfachgleitung orientiert sind.
Bereich II: Aufgrund der langreichweitigen Spannungsfelder kann lokal in sekundären
Gleitsystemen die kritische Schubspannung zur Versetzungsbewegung erreicht werden.
Reagieren primäre und sekundäre Versetzungen miteinander, kommt es, je nach Stapel-
fehlerenergie des Materials, zur Bildung von Lomer- oder Lomer-Cottrell-Versetzungen, die
Hindernisse für die Versetzungsbewegung bilden. Die Versetzungen stauen sich vor diesen
Hindernissen auf und können die plastische Verformung nicht weiter tragen. Daher werden
weitere Versetzungen produziert. So kommt es einerseits durch den Versetzungsaufstau zu
lokal höheren inneren Spannungen, zum anderen nimmt die innere Spannung durch den
Anstieg der Versetzungsdichte zu, wodurch wiederum sekundäre Gleitsysteme aktiviert
werden können. Der Verfestigungskoeffizient im Bereich II ist daher sehr groß. Dass die
Verfestigung konstant und für alle untersuchten Metallen etwa θII
G
300
=  ist, wird darauf
zurückgeführt, dass die Passierspannung hier dominant ist und Schneidprozesse im Bereich II
nur einen geringen Anteil zur Fließspannung beitragen, da sonst die Stapelfehlerenergie und
die Temperatur einen Einfluss auf den Verfestigungskoeffizienten haben müssten. Bereich II
ist somit ein Bereich athermischer Verfestigung.
Bereich III: Der Bereich III zeichnet sich durch die Abnahme der Verfestigung aus. Dies
wird im allgemeinen auf den Mechanismus des Quergleitens von Schraubenversetzungen
zurückgeführt. Aufgrund der Spannungserhöhung durch den Aufstau von Versetzungen und
der Zunahme der Versetzungsdichte, kann die fürs Quergleiten kritische Schubspannung
erreicht werden, so dass Schraubenversetzungen durch Doppel-Quergleiten die Hindernisse
umgehen können. Durch die damit verbundenen längeren Laufwege können sie mehr
antiparallele Versetzungen treffen, mit denen sie annihilieren können. Damit tragen sie zu
einer zusätzlichen Abgleitung bei und außerdem zu einer Reduktion der Versetzungsdichte.
Da der Quergleitmechanismus thermisch aktivierbar ist, kann es dazu kommen, dass Bereich
II nicht in Erscheinung tritt.
Bereich IV: Die Verfestigung im Bereich IV wird wiederum zu den athermischen Bereichen
der Fließkurve gerechnet, es liegt ein konstanter, eventuell leicht ansteigender
Verfestigungskoeffizient vor. Allerdings ist die Verfestigung hier viel geringer als im Bereich
II. Letztendlich liegt noch keine wissenschaftlich einheitliche Deutung für die Ursachen des
Bereichs IV vor, grundsätzlich akzeptiert ist wohl mittlerweile, dass Bereich IV (und auch
Bereich V) nicht nur bei hohen Umformtemperaturen auftritt.
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Bereich V: Bereich V zeigt sich durch eine erneute Abnahme der Verfestigung, der
Verfestigungskoeffizient fällt auf null ab, wodurch eine Sättigungsspannung erreicht werden
kann. Wie schon für Bereich IV erwähnt, ist der für Bereich V verantwortliche Mechanismus
noch nicht grundsätzlich geklärt, in Analogie zu Bereich III erscheint es allerdings vernünftig,
von einem weiteren (dynamischen) Erholungsprozess auszugehen.
1.1.1 Entwicklung der Mikrostruktur
Unter der Mikrostruktur eines metallischen Werkstoffs versteht man die Gesamtheit aller sich
nicht im thermodynamischen Gleichgewicht befindlichen Kristallbaufehler, also
Versetzungen, Korngrenzen, Phasen etc.. Hier interessiert nun im besonderen die
Entwicklung der Mikrostruktur mit der Verformung, die durch Versetzungsbewegung bedingt
ist, denn Aluminium und seine Legierungen verformen sich im allgemeinen aufgrund ihrer
hohen Stapelfehlerenergie durch Versetzungsbewegung.
Während der plastischen Verformung ändert sich die Mikrostruktur:
Bei sehr kleinen Dehnungen werden Versetzungknäuel („tangles“) beobachtet, die mit der
Aktivität von mehr als einem Gleitsystem in Verbindung gebracht werden. Mit zunehmender
Verformung verbinden sich die Knäuel zu einer Substruktur, d.h. es bilden sich aus den
Knäueln Bereiche hoher Versetzungsdichte (Zellwände) aus, die in Bereiche geringer
Versetzungsdichte (Zellinneres) eingebettet sind. Die Zellwände sind in diesem Stadium
diffus und die Zellform gleichachsig. Bei weiterer Verformung nimmt die Größe der Zellen
ab, zudem werden die Zellwände schärfer, sie gehen in Subkorngrenzen über. Dabei versteht
man unter Zellwänden die diffuse Anordnung von Versetzungen, hingegen unter
Subkorngrenzen eine geordnete Verteilung der Versetzungen, die sich in energetisch
günstigere Positionen begeben konnten. Parallel zum Übergang von Zellwänden in
Subkorngrenzen nimmt die Versetzungsdichte im Zellinneren ab, so dass man in diesem
Stadium von dynamischen Erholungsprozessen spricht.
Mit zunehmender Verformung nimmt die Zell- oder Subkorngröße weiter ab, die bereits
vorhandenen Zellen werden in kleinere Zellen unterteilt, die Rate der Abnahme ist bei hohen
Verformungen allerdings geringer als zu Beginn der Verformung. Die Zellbildung verläuft
also kontinuierlich über die gesamte Verformung. Entgegengesetzt zu dem Verhalten der
Körner, die entsprechend dem Umformmodus ihre Gestalt ändern, z.B. Pfannekuchenform
beim Walzen, liegen die Zellen in gleichachsiger Form vor.
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Abbildung 1.2: Abnahme der mittleren Zell-/Subkorngröße als Funktion der Dehnung
für Al, Cu, Fe, Ni, Cr, Nb /Gil Sevillano 1980/
Um nun die Fließkurve modellieren zu können, existieren eine Reihe von Ansätzen, die
allgemein unterschieden werden können, in grundlegende, auf physikalischen Mechanismen
und Erkenntnissen basierende Vorstellungen oder in rein empirisch-phänomenologische
Ansätze, die mit Hilfe mathematischer Funktionen die Form der Fließkurve zu beschreiben
versuchen. Man kann sich hierbei leicht vorstellen, dass Beschreibungen der mathematischen
Art kaum zuverlässige Extrapolationen über die zur Anpassung verwendeten experimentellen
Daten hinaus erlauben. Es ist aber auch verständlich, dass solche Beschreibungen
Verwendung finden, da eine wirklich grundlegende Modellierung des Fließverhaltens zum
einen teilweise Kenntnisse über den heutigen Wissensstand hinaus erfordern, zum anderen
auch sehr komplex und (Rechner-) zeitintensiv sind. Im folgenden werden nun einige,
vorhandene Ansätze zur Beschreibung der Fließkurve vorgestellt, sowohl der empirisch-
phänomenologischen Art, als auch physikalisch grundlegendere Modellvorstellungen.
Es soll an dieser Stelle bemerkt werden, dass die in Teil 2 beschriebenen „Fließkurven“ nicht
der oben gegebenen Definition entsprechen, da eine kontinuierliche Datenaufnahme in Zug,-
Druck- oder Torsionsversuchen nicht ohne weiteres möglich ist. Die sogenannten
„Fließkurven“ der industriellen Modellierung ergaben sich wie folgt: Ausgehend von einem
Anfangszustand (z.B. Warmband) wurde das Material bis zu einem Umformgrad ϕ1 gewalzt.
Dem Walzgut wurde dann eine Zugprobe entnommen und mit dieser die Dehngrenze (Rp0,2)
und die Zugfestigkeit bestimmt. Dieser Vorgang wurde dann für mehrere Umformgrade ϕ
durchgeführt. Damit ergibt sich die „Fließkurve“ durch die Stützstellen der Fließgrenze bzw.
der Zugfestigkeit an den Stellen ϕ1 bis ϕn. Der Einfluss des Spannungs- und
Verformungszustands des Walzens fand in der Beschreibung keine Beachtung.
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1.2 Empirische Modellansätze
Die einfachste Beschreibung des Materialverhaltens liefern empirisch-mathematische
Modelle. Die mechanischen Eigenschaften (Dehngrenze und Zugfestigkeit) des Materials
werden als Funktion der sie beeinflussenden Betriebsparameter beschrieben. Die
mathematischen Koeffizienten solcher Funktionen werden an experimentelle Daten aus
Laborversuchen angepaßt und mit betrieblichen Daten verglichen bzw. überprüft. Nachteil
solcher Modelle ist, dass von ihnen keine Allgemeingültigkeit zu erwarten ist. Die durch das
Experiment bestimmten Koeffizienten gelten meist nur für die jeweils gewählten
Versuchsparameter, wie Umform- oder Glühtemperatur, und die entsprechende Legierung.
Der physikalische Mechanismus, der eine Eigenschaftsänderung bewirkt, ist in einer solchen
Beschreibung nicht berücksichtigt. Damit ist eine Extrapolation über die experimentell
aufgenommenen Daten hinaus meist nicht möglich, da es dort z.B. zu einem Wechsel der
physikalischen Mechanismen kommen kann.
Eine vielfach verwendete empirische Beschreibung für das Verfestigungsverhalten ist die
Hollomon-Gleichung, die den Fließspannungszuwachs infolge der plastischen Verformung
durch einen Potenzansatz bis zu Beginn des Bereichs IV gut beschreibt
Hollomon-Gleichung σ ϕ= ⋅KH
n H (1.1)
Hierbei sind KH und nH Konstanten, die an das jeweilige Werkstoffverhalten angepaßt werden
müssen. Die Fließspannung wird hier nur als Funktion der Dehnung betrachtet, so dass dieser
Ansatz auf einer rein empirischen Betrachtung des Spannungs-Dehnungs-Diagramms beruht.
Eine Erweiterung dieser Beschreibung wurde von Ludwik vorgenommen, welche die
Fließgrenze des Materials σ0 mit berücksichtigt:
Ludwik-Gleichung σ σ ϕ= + ⋅0 KL nL (1.2)
Von Voce wurde ebenfalls eine Beschreibung der Fließkurve geliefert, welche die
Vorstellung mit einbezieht, dass ein Werkstoff nicht beliebig verfestigen kann, sondern eine
Sättigungsspannung σs erreicht /Voce 1948/.
Voce-Gleichung σ σ σ σ ϕ= + − ⋅ −FHG
I
KJs s VK0b g exp (1.3)
Hierbei sind ϕ die wahre Dehnung und KV eine anzupassende Konstante, die ein Maß für den
Übergang in die Sättigungsspannung ist.
Reichel und Dahl zeigten, dass die Ludwik-Gleichung und die Voce-Gleichung unter
bestimmten Randbedingungen aus dem Kocks-Mecking-Modell (Kapitel 1.3) hergeleitet
werden können und ihren Koeffizienten dadurch eine physikalische Bedeutung gegeben
werden kann /Reichel 1988/.
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Eine Erweiterung der Voce-Gleichung erlaubt es, den Bereich IV der Fließkurve in die
Beschreibung mit einzubeziehen /Thome 1984/.
Verallgemeinerte Voce-Gleichung     σ σ σ θ ϕ ϕ θ
σ
= + + ⋅ ⋅ − −
⋅F
HG
I
KJ
L
NM
O
QP0 1 1
0
1
1b g exp (1.4)
Diese Gleichung lässt sich in die ursprüngliche Voce-Gleichung überführen, wenn q1 = 0
gesetzt wird. Dann entspricht σ σ σ1 0= −S , und 
σ
θ
1
0
= KV .
Hart /Hart 1970/ zeigte aber, dass die Dehnung e keine geeignete Variable sein kann, um die
Fließspannung zu beschreiben: Wird ein metallischer Werkstoff z.B. um e verlängert, und
anschließend wieder in seine ursprüngliche Form komprimiert, so ist seine Fließspannung
erhöht. Andererseits kann bei einer von Null verschiedenen Dehngeschwindigkeits-
empfindlichkeit nicht davon ausgegangen werden, dass bei einer vorgegebenen Dehnung ε für
unterschiedliche Umformgeschwindigkeiten & , &ε ε1 2 der gleiche Spannungswert erreicht wird.
Damit wird verständlich, warum die empirischen Beschreibungen des Fließkurvenverlaufs
keine allgemeingültigen Aussagen treffen können.
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1.3 Physikalisch basierende Modelle
Nahezu alle grundlegenden Modellansätze zur Beschreibung des Fließverhaltens metallischer
Werkstoffe gehen von einer kinetischen Grundgleichung und einer oder mehreren
Strukturevolutionsgleichungen aus, es sollen daher diese Begriffe vorab kurz definiert werden
/Hart 1970/.
Kinetische Grundgleichung
Die Geschwindigkeits- und Temperaturabhängigkeit der Fließspannung bei fixierter Struktur
wird durch die kinetische Gleichung beschrieben:
σ σ ε= (&, )S, T (1.5)
Dabei ist &ε  die von außen vorgegebene Dehngeschwindigkeit, T die Umformtemperatur und S
der momentane Wert einer, den Mikrozustand charakterisierenden Strukturvariablen. Die
Strukturvariable wird hierbei als Zustandsgröße verstanden, d.h. es ist unerheblich, auf
welchem Wege die Mikrostruktur eingestellt wurde, es interessiert nur der aktuelle Wert. Mit
Hilfe der kinetischen Gleichung kann dann bei bekannter Struktur die Fließspannung
berechnet werden. Da allerdings die Strukturvariable auch von der plastischen Verformung
abhängig ist, muss eine Entwicklungsfunktion für die Strukturvariable im Laufe der
plastischen Verformung gegeben sein, um die Fließkurve berechnen zu können:
Strukturevolutionsgleichung
Die Strukturevolutionsgleichung beschreibt die Änderung einer Strukturvariablen mit der
plastischen Verformung unter Berücksichtigung der weiteren Umformbedingungen und kann
allgemein formuliert werden zu:
S S= ( , &,ε ε T) (1.6)
Mit Hilfe der kinetischen Gleichung und der Strukturevolutionsgleichung kann demnach die
Fließspannung als Funktion der Dehnung berechnet werden. Außer dem Modell von
Mughrabi basieren die im folgenden vorgestellten Modelle auf der Kombination dieser beiden
Gleichungen. Kocks stellte wohl das bekannteste (vollständige) Modell auf, berücksichtigte
aber nur eine Strukturvariable, wie auch einige andere Autoren, so z.B. Johnston und Gilman
/Johnston 1959/, Essmann und Mughrabi /Essmann 1973/, /Essmann 1979/, Gottstein und
Argon /Gottstein 1987/.
Fang und Dahl zeigten aber, dass es mit einer Strukturvariablen nicht möglich ist, die
Bereiche IV und V der Fließkurve zu beschreiben /Fang 1995/.
Mughrabi berücksichtigte den Aufbau einer Zellstruktur während der plastischen Verformung
und führte damit das Verbundmodell ein /Mughrabi 1983,1987/. Die Vorstellungen
Mughrabis von zwei unterschiedlich harten Phasen wurden von einer Reihe von Autoren
aufgegriffen, die dann Strukturevolutionsgleichungen aufstellten, um Fließkurven berechnen
zu können. Bemerkenswert an dieser Stelle ist das Modell von Stüwe /Stüwe 1965/. Stüwe
verwendet in seinem Modell zwei Strukturvariablen lange vor der Zeit, in der die
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Überlegungen von Mughrabi die Modellvorstellungen anderer Autoren entscheidend geprägt
haben. Dabei ist eine dieser Strukturvariablen keine Versetzungsdichte, wie in den
Modellvorstellungen mit mehreren Strukturvariablen vieler anderer Autoren, sondern die
Konzentration der verformungsinduzierten Leerstellen.
1.3.1 Model von Stüwe
Stüwes Überlegungen begründen sich mit dem Auftreten von Fließkurvenmaxima, die nicht
durch dynamische Rekristallisation verursacht werden /Stüwe 1965/. Er argumentiert, dass
diese Maxima durch Klettern von Stufenversetzungen entstehen, und dass die dadurch
benötigten Leerstellen durch die Verformung erzeugt werden.
Die Leerstellenproduktion erfolgt durch kletternde Sprünge in Schraubenversetzungen
aufgrund von Schneidprozessen.
Es wird angenommen, dass sich ein Versetzungsring nur innerhalb einer Zelle des Radius r
ausbreiten kann und in der Mitte der Zellwände aufgrund der dort vorherrschenden hohen
Versetzungsdichte stecken bleibt. Der Versetzungsring kann dann die Fläche A r= ⋅π 2
überstreichen. Ist n die Anzahl der Versetzungsringe, die pro Zeiteinheit erzeugt werden, so
ergibt sich für die Abschergeschwindigkeit:
& &γ = ⋅ ⋅n A b (1.7)
Die Anzahl der erzeugten Stufenversetzungen pro Versetzungsring ist:
ρ π= ⋅ ⋅ ⋅r n = n A
r
(1.8)
(Stüwe geht für die Versetzungsakkumulation davon aus, dass nur Stufenversetzungen in den
Zellwänden gespeichert werden, die Schraubenversetzungen können aufgrund der hohen
Temperaturen durch Quergleiten annihilieren. Die gespeicherten Versetzungen befinden sich
ausschließlich in den Zellwänden, die Versetzungsdichten im Zellinneren ist ungefähr 0. )
Jeder Versetzungsring schneidet andere A ⋅ρ  Versetzungen, ein Viertel dieser
Schneidprozesse werden durch mobile Schraubenversetzungen gebildet, die sesshafte
Schraubenversetzungen schneiden:
Die Zahl der Sprünge, die pro Zeiteinheit entstehen ist dann:
& &n A
b
⋅ ⋅
=
⋅
⋅
ρ γ ρ
4 4
(1.9)
Die Hälfte dieser Sprünge erzeugt bei ihrer Fortbewegung Leerstellen. Für die Sprünge
anderen Vorzeichens wird angenommen, dass sie keine Zwischengitteratome bilden, sondern
entweder konservative Bewegung längs der Versetzungslinie ausführen, oder unter
Dipolbildung zurückbleiben. Im Mittel produzieren die Versetzungssprünge bei der
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Mitbewegung mit den Schraubenversetzungen r
4 b⋅
Leerstellen, so dass sich die Zunahme an
Leerstellen zu
dc
dt
F
H
I
K =
⋅ ⋅
⋅ ⋅
+ &γ ρ r
N b232
(1.10)
ergibt.
Die Leerstellen diffundieren zu den Zellwänden und ermöglichen den Stufenversetzungen zu
klettern. Der mittlere zurückzulegende Weg x der Leerstellen zu den Zellwänden ist
x =
⋅
1
2 ρ
(1.11)
so dass die Leerstellen dafür im Mittel die Zeit t x
D
2
=  benötigen. Damit ergibt sich für die
Abnahme der Leerstellen
dc
dt
c DFH
I
K = ⋅ ⋅ ⋅
−
2 ρ (1.12)
Für die zeitliche Änderung der atomaren Leerstellenkonzentration folgt damit:
dc
dt
dc
dt
dc
dt
r
N b D
=
F
H
I
K +
F
H
I
K
⋅
⋅ ⋅ ⋅
+ −
=
&γ
64 2
(1.13)
Vernachlässigt man eine Verzögerung der Aufnahme der Leerstellen durch die
Stufenversetzungen aufgrund einer möglichen Aufspaltung, erfolgt die Annihilation der
Stufenversetzungen, wenn diese die Hälfte ihres mittleren Abstandes h
r
=
⋅
2
ρ
 klettern können.
Für die Annihilation zweier Versetzungen der Länge l werden somit l h
b2
⋅  Leerstellen benötigt.
Für die Ratengleichung der Versetzungen folgt dann:
d
dt r b
N D b r cρ γ ρ=
⋅
− ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅
&
4 2 2 (1.14)
Für die stationäre Lösung (den horizontalen letzten Teil der Fließkurve) ergibt sich dann
dc
dt
c r
64 N b D2
= → =
⋅
⋅ ⋅ ⋅
∞
0
&γ (1.15a)
d
dt
16
r b3
ρ ρ= → =
⋅
∞
0 (1.15b)
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Die auf diese stationären Werte normierten Größen x c
c
und y= =
∞ ∞
ρ
ρ
 ergeben unter
Einführung einer normierten Zeit θ γ= ⋅
&
4
r
b
t  das gekoppelte System
dx
d
p y 1 x
θ
= ⋅ −a f (1.16)
dy
d
xy2
θ
= −1 (1.17)
mit
p D
r2
=
⋅
⋅
32
&γ
Über numerische Integration wird dann das zeitliche Verhalten von Leerstellenkonzentration
und (Stufen-) Versetzungsdichte ermittelt.
1.3.2 Das Ein- Parameter- Modell von Kocks
Im Modell von Kocks /Kocks 1976/, /Mecking 1981/ wird als Strukturvariable die
Gesamtversetzungsdichte ρ betrachtet. Die kinetische Gleichung wird dann über die
allgemein gültige Taylorbeziehung σ α ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅M G b  /Taylor 1934/ durch eine
Referenzspannung bei gewählten Referenzversuchsbedingungen ( & ,ε T )
$ $σ α ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅M G b (1.18)
und einen temperatur - und dehngeschwindigkeitsabhängigen Term beschrieben:
σ ε σ
σ
σ
ε
ε
= ⋅
⇒ =
F
HG
I
KJ
f T
m
(&, ) $
$
&
& 0
(1.19)
Hierbei sind m die Dehngeschwindigkeitsempfindlichkeit und &ε0  eine der Normierung
dienende Referenzdehngeschwindigkeit. Zudem wird der Proportionalitätsfaktor α in
Abhängigkeit der Umformparameter betrachtet: α α ε= (&, )T .
Die Strukturevolutionsgleichung im Modell von Kocks setzt sich aus einem Produktionsterm
der Versetzungen und einem Annihilationsterm der Versetzungen zusammen:
d
d
d
d
d
d
ρ
ε
ρ
ε
ρ
ε
= +
+ −
(1.20 a)
d
d
M k kρ
ε
ρ ρ= −1 2c h (1.20 b)
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Für den Produktionsterm wird angenommen, dass eine mobile Versetzung dann immobilisiert
wird, wenn sie eine freie Weglänge L zurückgelegt hat, die durch Hindernisse begrenzt ist.
Kocks setzt den Hindernisabstand proportional zu dem mittleren Abstand der Versetzungen,
so dass sich die freie Weglänge der Versetzungen zu L = β
ρ
 ergibt, wobei b eine Konstante
ist. Diese Annahme kann sowohl für eine regellose Versetzungsstruktur als auch für eine
ausgebildete Substruktur als gültig betrachtet werden, da die Subkorngröße ebenfalls mit der
Gesamtversetzungsdichte korreliert ist /Holt 1970/. Die Abnahme der Versetzungsdichte wird
im zweiten Term berücksichtigt und auf das Quergleiten von Schraubenversetzungen
zurückgeführt.
Im weiteren wird davon ausgegangen, dass eine Sättigungsspannung sS des Materials durch
den dynamischen Erholungsprozess1 erreicht wird.
Die Verfestigung q lässt sich dann ausdrücken durch
θ σ
ε
σ
ρ
ρ
ε
θ σ
σ
= = ⋅ = ⋅ −
F
HG
I
KJ
d
d
d
d
d
d II S
1 (1.21)
Dabei wird die Sättigungsspannung sS als die Spannung betrachtet, bei der die Verfestigung
gleich null ist, qII entspricht im Kocks-Mecking-Plot dem Achsenabschnitt der
Verfestigungsgeraden. Die Lösungsgleichung für das Kocks-Mecking-Modell ergibt sich für
konstante Dehngeschwindigkeit zu
σ σ
σ σ
ε ε
ε
−
−
= −
−
F
HG
I
KJ
S
i S
i
r
exp (1.22)
wobei ε σ
θr
=
S
II
 als Relaxationsdehnung bezeichnet wird. si und ei sind die Initialwerte der
Spannung bzw. Dehnung.
Von Estrin /Estrin 1986/ wurde das Kocks-Mecking-Modell erweitert, indem die freie
Weglänge der Versetzungen durch die Korngröße bestimmt wird, falls die Korngröße sehr
viel kleiner als der mittlere Versetzungsabstand ist (modifiziertes Modell). Andernfalls wird
die freie Weglänge sowohl durch die Korngröße als auch durch den mittleren
Versetzungsabstand bestimmt (Hybrid-Modell), also
1 1 1
L d
=
⋅
+
⋅β ρ ξ (1.23)
x ist hierbei eine numerische Proportionalitätskonstante und d der Korndurchmesser.
                                                
1 Es sei hier nochmals darauf hingewiesen, dass die Bereiche IV und V der Fließkurve in der Formulierung von
Kocks noch keine Beachtung gefunden haben. Mit dem dynamischen Erholungsprozess wird also der Bereich III
identifiziert, der dann nach Kocks zur Sättigungsspannung führt.
20
Der Vorteil des Kocks-Mecking-Modells besteht darin, dass die Koeffizienten k1 und k2
einfach aus den experimentellen Daten mit Hilfe eines Kocks-Mecking-Plots ermittelt werden
können und eine analytische Lösung vorliegt.
Allerdings ist, wie schon angemerkt, der Gültigkeitsbereich des Modells (ebenso wie der
Gültigkeitsbereich der Erweiterungen durch Estrin) auf den Bereich mittlerer Dehnungen
beschränkt. Die Modellierung der Fließkurve unter Berücksichtigung der Bereiches IV und V
kann mit dem Kocks-Mecking-Modell nicht erhalten werden.
1.3.3 Das Verbundmodell von Mughrabi
Mughrabi /Mughrabi 1983, 1987/ führte in seinem Modell (Verbundmodell) die grundlegende
Vorstellung ein, dass ein metallischer Werkstoff aus zwei Phasen, den Zellwänden mit einer
hohen Versetzungsdichte ρw und dem Zellinneren mit einer geringen Versetzungsdichte ρi
besteht, die sich während der Verformung entwickeln. Entsprechend der Taylorbeziehung
τ α ρ= ⋅ ⋅ ⋅G b  leisten die beiden Phasen dann auch unterschiedliche Widerstände gegen die
plastische Verformung. Wird dieser Verbund einem einachsigem Spannungszustand
ausgesetzt, so verformt sich nach Erreichen der kritischen Schubspannung zunächst nur das
Zellinnere plastisch, die Zellwände hingegen nur elastisch. Da in den Zellwänden die
entsprechende kritische Schubspannung noch nicht erreicht ist, wirken sie als Hindernis für
die mobilen Versetzungen des Zellinneren. Die Kompatibilität zwischen den beiden
Bereichen muss gewährleistet bleiben, d.h. es müssen sich geometrisch notwendige
Versetzungen („Grenzbereichsversetzungen“) entlang der Grenzen zwischen Zellinnerem und
Zellwand bilden. Setzt die plastische Verformung dann auch in den Zellwänden ein, kann ein
Teil der mobilen Versetzungen die Zellwände passieren. Es werden jedoch weiterhin
geometrische Versetzungen erzeugt, die durch ihr langreichweitiges Spannungsfeld zu einer
Rückwärtsspannung im Zellinneren und einer Vorwärtsspannung in den Zellwänden führen,
und damit die kompatible Verformung ermöglichen. Mughrabi zeigte damit, dass auch in
einem Kristall langreichweitige innere Spannungen auftreten, in welchem sich Versetzungen
in energetisch günstige Positionen ansiedeln.
Für die Fließspannung dieses Verbunds folgt dann, dass sie sich aus den jeweiligen Anteilen
der Fließspannungen der unterschiedlich harten Bereiche (Zellwand und Zellinneres)
zusammensetzt, so dass die Fließspannung durch die Eigenschaften der Versetzungsstruktur
durch
τ τ τ= ⋅ + ⋅f fi i w w  (1.24)
beschrieben werden kann, wobei fi und fw die Volumenbruchteile des Inneren und der Wand
sind.
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1.3.4 Modell von Prinz und Argon
Prinz und Argon /Prinz 1984/ sehen den Verbund in ihrem Modell als eine lineare Anordnung
von Gebieten hoher Versetzungsdichte (Zellwände), umgeben von der weichen Matrix
(Zellinneres). Daher benötigen sie zwei Strukturevolutionsgleichungen. Für die
Versetzungszunahme im Zellinneren wird davon ausgegangen, dass die das Zellinnere
durchdringenden Waldversetzungen Hindernisse für die mobilen Versetzungen sind, wodurch
es zur Versetzungsproduktion kommt. Die Versetzungsabnahme erfolgt dann durch ein
Auflösungsereignis der festgehaltenen Versetzungen. Dies führt zu einer Evolutionsgleichung
für die Versetzungsdichte im Zellinneren, die dem Ansatz von Kocks entspricht.
Die Zellwände werden durch im Zellinneren gebildete Dipole aufgebaut, die durch mobile
Versetzungen in die Wände befördert und dort festgehalten werden. Die Annihilation der
Versetzungen in den Wänden erfolgt aufgrund ihres Dipolcharakters durch
diffusionsgesteuerte Prozesse. Dabei werden sowohl Versetzungskerndiffusion (core
diffusion) als auch Volumendiffusion in Betracht gezogen, je nachdem, in welchem
Temperaturbereich die Verformung abläuft. Die Abnahme der Versetzungen in den
Zellwänden ist dann proportional zu r3 für Versetzungskerndiffusion und proportional zu r2
für den Mechanismus der Selbstdiffusion. Durch die unterschiedliche Entwicklung der beiden
Versetzungsdichten und deren Überlagerung ergeben sich die Bereiche IV und V für die
Fließkurve, ohne dass Prinz und Argon dies explizit erwähnen.
1.3.5 Modell von Argon und Haasen
Argon und Haasen /Argon 1993/ gehen ebenfalls von einem Verbundansatz aus.
Im Bereich III verfestigen die Zellwände durch Ansammlungen eingefangener primärer
Versetzungen, wobei sich aufgrund von Erholungsprozessen ein Sättigungszustand einstellt.
Im weiteren verfestigt nur noch das versetzungsarme Zellinnere aufgrund von Fehlpassungs-
Spannungen, die dadurch entstehen, dass primäre Versetzungen die für den Aufbau der
Missorientierung zwischen den Zellen (geometrisch) notwendigen Versetzungen in den
Zellwänden schneiden.
1.3.6 Modell von Zehetbauer
Während Prinz und Argon definierte Vorstellungen zur Versetzungsspeicherung und -annihil-
ation ausführen, faßt Zehetbauer /Zehetbauer 1993 b/ die physikalischen Parameter seiner
Evolutionsgleichungen für Zellinneres und Zellwand zunächst als Fit-Parameter zusammen,
die an die Messkurve angepaßt werden und anschließend physikalisch gefüllt werden. In
seiner Verbundvorstellung besteht das Zellinnere ausschließlich aus Schraubenversetzungen,
die Zellwände ausschließlich aus Stufenversetzungen, was auf versetzungstypspezifische
Wechselwirkungen zurückgeführt wird. Bis auf die Einhaltung der Kompatibilität durch
gleiche Abscherung der beiden Bereiche, werden Wechselwirkungen zwischen den Stufen-
und Schraubenversetzungen nicht berücksichtigt. Zehetbauer betrachtet also ebenso wie Prinz
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und Argon zwei Strukturevolutionsgleichungen. Im Gegensatz zu Prinz und Argon ordnet
Zehetbauer aber die Bereiche II bis V der Fließkurve seinen Modellannahmen zu.
In diesem Modell bestimmt bei niedriger Verformungstemperatur (T<0.5Tm) das Quergleiten
der Schraubenversetzungen den Bereich III, im Bereich V dominiert das Klettern der
Stufenversetzungen. Der zum Klettern benötigte Diffusionsprozess wird bei den niedrigen
Umformtemperaturen durch verformungsinduzierte Leerstellen ermöglicht, die sich über
Versetzungskerndiffusion fortbewegen können. Aufgrund der experimentellen Befunde
/Zehetbauer 1993 a/, wird davon ausgegangen, dass bei hohen Umformgraden die
(verformungsinduzierten) Leerstellen ausreichend vorhanden sind. Das Modell ist somit in der
Lage, die Auslöschung von Stufenversetzungen auch bei niedrigen Umformtemperaturen
beschreiben zu können. Im Bereich der Warmverformung ist dann die thermische
Leerstellenkonzentration schon zu Beginn der Verformung ausreichend hoch, die
Annihilation der Stufenversetzungen erfolgt hier -in Analogie zu Prinz und Argon- durch
Selbstdiffusion und kann somit für die Abnahme der Verfestigung im Bereich III
verantwortlich gemacht werden, das Quergleiten dominiert dann den Bereich V. Die
konstante Verfestigung im Bereich IV wird jeweils durch die Akkumulation eines
Versetzungstyps bedingt.
1.3.7 Modell von Estrin
Auch Estrin /Estrin 1998/ berücksichtigt in neueren Modellvorstellungen den Zellaufbau, sein
Modell basiert ebenfalls auf zwei Strukturevolutionsgleichungen für die Versetzungsdichten
des Zellinneren und der Zellwände. Die Produktion der Versetzungen im Zellinneren erfolgt
über Frank-Read-Quellen, die Abnahme durch Abwandern in die Zellwände, sowie
gegenseitige Annihilationsprozesse aufgrund von Quergleiten. Die Produktion der
Versetzungsdichte in der Zellwand erfolgt dann zum einen durch die aus dem Zellinneren
abgewanderten Versetzungen, zum anderen wiederum durch Frank-Read-Quellen. Die
Abnahme erfolgt dann durch Quergleiten. Interessant ist hier, dass Bereich IV durch die
Abnahme des Volumenbruchteils der Zellwände mit der plastischen Verformung begründet
werden kann. Zudem berücksichtigt Estrin die Entwicklung des Taylorfaktors mit der
Dehnung.
1.3.8 Modell von Roters
Das „Statistische Drei-Parameter-Modell“ von Roters /Roters 1999/ geht von einer
Kinetischen Gleichung und drei Strukturevolutionsgleichungen aus. Die drei
Strukturparameter in diesem Modell sind die mobilen Versetzungen, die immobilen
Versetzungen im Zellinneren und die immobilen Versetzungen in den Zellwänden. Die
mobilen Versetzungen können sich sowohl durch das Zellinnere, als auch durch die
Zellwände bewegen. Insofern ist auch dieses Modell den Verbundmodellen zuzuordnen, und
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die Fließspannung lässt sich aus den gewichteten Anteilen der Fließspannungen beider
Bereiche berechnen.
Jeder Strukturvariablen wird ein Produktions- und ein Abnahmeterm zugeordnet.
Für die mobilen Versetzungen, welche die plastische Verformung tragen, wird die Produktion
proportional zu der von außen vorgegebenen Dehngeschwindigkeit betrachtet. Die freie
Weglänge einer mobilen Versetzung wird durch Hindernisse (Waldversetzungen des
Zellinneren und der Zellwand, Korngröße und Ausscheidungen) begrenzt. Die Abnahme der
mobilen Versetzungen erfolgt durch Bildung sesshafter Versetzungen („locks“), Dipolbildung
und Versetzungsannihilation. Für diese Prozesse werden statistische Reaktions-
wahrscheinlichkeiten formuliert. Die Strukturevolutionsgleichung der mobilen Versetzungen
setzt sich dann aus diesen drei zur Vernichtung der mobilen Versetzungen beitragenden
Prozessen und dem Produktionsterm zusammen.
Die Produktion der immobilen Versetzungen im Zellinneren entspricht der Rate der „lock“-
Bildung der mobilen Versetzungen. Die Abnahme dieser „locks“ wird dann durch
Annihilation mit antiparallelen „locks“ erreicht, die sich durch Klettern aufeinander zu
bewegen können. Für den Produktionsterm der immobilen Versetzungen in den Zellwänden
werden neben den sesshaften Versetzungen zusätzlich noch die durch die mobilen
Versetzungen gebildeten Dipole berücksichtigt, d.h. die Dipole befinden sich ausschließlich in
den Zellwänden. Die Abnahme der Dipole erfolgt entsprechend der Abnahme der „locks“
durch den Klettermechanismus.
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Teil2 Industrielle Modellierung
In diesem Kapitel wird die Beschreibung von mechanischen Eigenschaften von der
empirischen Seite betrachtet. Grundlage für ein solches Vorhaben war die Vorgabe, eine
möglichst einfache und praktikable Modellierung des Ver- und Entfestigungsverhaltens von
Al-Mg-Mn-Legierungen in Abhängigkeit des industriellen Fertigungsprozesses zu erstellen.
Dazu wurde der Einfluss der Fertigungsparameter auf die mechanischen Eigenschaften der zu
beschreibenden Al-Mg-Legierungen untersucht. Mit Hilfe dieser Daten wurden aus der
Literatur bekannte Modellansätze auf ihre Eignung hin bewertet und gegebenenfalls erweitert.
Die Modellansätze, die sich als gut herauskristallisierten, wurden dann an betrieblichen Daten
überprüft und in ein benutzerfreundliches PC-Programm eingearbeitet, das dem Anwender in
der Industrie eine gute Grundlage zur Vorhersage der mechanischen Eigenschaften bzw. eine
geeignete Wahl der betrieblichen Fertigungsparameter ermöglicht.
Betriebliche Fertigungsparameter
Für eine Vorhersage der mechanischen Eigenschaften der betrachteten Legierungen ist es
wesentlich, den Fertigungsprozess zu kennen und die dort einfließenden, betrieblich
bedingten Fertigungsparameter zu erfassen. Im speziellen sollten hier Beschreibungen für den
Walzprozess (Kaltwalzen) aber auch für Entfestigungsvorgänge durch Wärmebehandlungen,
in erster Linie für Einbrennlackierarbeiten und Coilrückglühverfahren behandelt werden.
Als Ausgangszustand wird zunächst das Warmband betrachtet, das durch sein Verformungs-
bzw. Rekristallisationsgefüge, seinen Ausscheidungszustand und seine Textur charakterisiert
ist. Die Betriebsparameter des darauffolgenden Fertigungsprozesses sind damit die relevanten,
zu beschreibenden Größen und werden nun vorgestellt:
Das Warmband durchläuft die Kaltwalzstraße, in der es durch den Umformungsprozess
verfestigt. Hierbei erwärmt sich das Band, da die Umformwärme etwa 90 % der
Umformarbeit beträgt. Somit entfestigt das Band während und zwischen den einzelnen
Stichen. Entsprechend den gewünschten Produkteigenschaften erfährt das Kaltband dann eine
Zwischen- und / oder Endglühbehandlung, bei der es nochmals entfestigt. Die zu
betrachtenden Schritte sind also:
beim Walzprozess: Verfestigung während der Stichabnahme:
Prozessparameter ε ε, &, T
Entfestigung während / zwischen den Stichen:
Prozessparameter T, t dT
dt
,
bei der Glühbehandlung: Entfestigung:
Prozessparameter T, t dT
dt
,
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2.1. Modellansätze zur Verfestigung
Im Laufe des Projektes wurden die in Abschnitt 1.2 vorgestellten empirischen Ansätze zur
Beschreibung des Verfestigungsverhalten der betrachteten Legierungen auf ihre Eignung hin
überprüft. Hier wird sich auf die Darstellung der Modellansätze beschränkt, die eine gute
Anpassung des Verfestigungsverhaltens lieferten und somit auch für die industrielle
Modellierung Verwendung fanden. Dies konnte durch eine Erweiterung der Ludwik-
Gleichung und die verallgemeinerte Voce-Gleichung erreicht werden.
Da die Ludwik-Gleichung den parabolischen Fließkurvenverlauf2 gut beschreibt, wurde im
Bereich des linearen Spannungsszuwachs (Bereich IV) eine Geradengleichung hinzugefügt,
so dass der gesamte Fließkurvenverlauf dann durch zwei Gleichungen zu beschreiben ist.
Bereich V der Fließkurve musste aufgrund der Fertigung nicht beachtet werden:
Parabolischer Fließkurvenverlauf
Ludwik-Gleichung σ σ ϕ= + ⋅ +0 0 002KL n L( . ) (2.1.1)
linearer Fließkurvenverlauf
Geradengleichung σ ϕ= + ⋅K nG G (2.1.2)
Zudem stand die verallgemeinerte Voce-Gleichung zur Verfügung, die eine Modellierung der
gesamten Fließkurve ohne eine Erweiterung erlaubt.
Verallgemeinerte Voce-Gleichung   σ σ σ θ ϕ ϕ θ
σ
= + + ⋅ ⋅ − −
⋅L
NM
O
QP0 1 1
0
1
1( ) exp( ) (2.1.3)
Für eine Legierung mit gegebenem Gehalt an Legierungselementen ist die Beschreibung des
Fließkurvenverlaufs daher sowohl mit der Kombination Ludwik-Gleichung – lineare
Regression, als auch mit der verallgemeinerten Voce-Gleichung mit vier Koeffizienten
möglich.
                                                
2 Es wird nochmals darauf hingewiesen, dass in diesem Teil der Arbeit die Bezeichnung Fließkurve nicht der in
Teil 1 gegebenen Definition entspricht.
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2.2 Modellansätze zur Entfestigung
Es sei an dieser Stelle angemerkt, dass es sich bei dem in diesem Projekt modellierten
Entfestigungsverhalten ausschließlich um eine Beschreibung der Entfestigung durch statische
Erholungsprozesse handelt, Rekristallisation ist hier nicht berücksichtigt worden und kann mit
den hier vorgestellten Modellen somit auch nicht beschrieben werden.
Allgemein wird unter der Erholung eines verformten Werkstoffes die Polygonisation von
Versetzungen (Umordnen der regellos verteilten Versetzungen in energetisch günstigere
Positionen) und die Annihilation (Auslöschung) von Versetzungen entgegengesetzten
Vorzeichens verstanden. Dadurch wird die durch die plastische Verformung eingebrachte
Versetzungsdichte verringert und es bildet sich eine Substruktur im Werkstoff aus. Aufgrund
der Änderung der Mikrostruktur ändern sich dann auch die makroskopischen Eigenschaften,
im speziellen die Festigkeit des Werkstoffes. Man unterscheidet zwischen dynamischer und
statischer Erholung, also zwischen Erholung, die während der Verformung stattfindet, oder
Erholung im Anschluss an den Verformungsprozess.
Ursache der Erholung ist die Instabilität der Versetzungsstruktur und ihre Umordnung durch
thermische Aktivierung der Versetzungsbewegung. Die Möglichkeit zur
Versetzungsbewegung wird entscheidend durch zwei Parameter bestimmt, die
Stapelfehlerenergie und die Anwesenheit von Fremdatomen, die zum einen die
Stapelfehlerenergie beeinflussen können und zum anderen Versetzungen an ihrer Bewegung
hindern können. So hat z.B. der Magnesiumgehalt von Aluminiumlegierungen Auswirkungen
auf das Erholungsverhalten.
Phänomenologisch äußert sich die Erholung durch die Abnahme der mechanischen
Kenngrößen mit der Glühzeit und -temperatur. Es ist hier noch zu erwähnen, dass Erholung
und Rekristallisation konkurrierende Prozesse sind, und dass die Erholung die Keimbildung
der Rekristallisation bedingt. Es wird sich im weiteren zeigen, dass die Unterscheidung der
beiden Prozesse nicht immer leicht ist, und dass die sie beeinflussenden Parameter, wie
Glühzeit und –temperatur, in bestimmten Grenzbereichen streng eingehalten werden müssen.
Sigli und Mitarbeiter stellten für den Festigkeitsabfall als Folge einer Glühbehandlung die
folgende mathematische Beschreibung zur Verfügung, bei der zwischen isothermer und nicht-
isothermer Glühbehandlung unterschieden werden kann /Sigli 1996/
isotherme Glühbehandlungen
σnormiert = − ⋅ + ⋅ ⋅ −
F
H
I
K
L
NM
O
QP1 1a b t
Q
RT
ln exp (2.2.1)
nicht-isotherme Glühbehandlung
σnormiert a b dt
Q
RT t
= − ⋅ + ⋅ z ⋅ −FHG
I
KJ
L
NM
O
QP
1 1ln exp a f (2.2.2)
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mit
σ
σ
σnormiert Walzhart
t,T
=
a f
Hierbei sind a, b, Q materialabhängige Konstanten, unabhängig von Glühzeit und -temperatur,
t ,T die Glühzeit und Glühtemperatur und R die ideale Gaskonstante.
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2.3 Experimentelles
Die hier beschriebenen Laborversuche zur Verfestigung und zur Entfestigung wurden für die
im nachfolgenden Kapitel 2.4 dargestellte Modellierung verwendet.
2.3.1 Verfestigung
2.3.1.1 Legierungen AA 3004 und AA 5052
Für die Legierungen AA 3004 (AlMg1Mn1) und AA 5052 (AlMg2.5Cr) wurde die
Stichabfolge des Betriebs im Laborversuch nachgestellt. Dazu wurde dem jeweiligen
durchrekristallisierten Warmband Walzstreifen der Breite 35 mm entnommen und entgratet.
Es wurde auf einem Duo-Walzgerüst unter Ölschmierung reversierend auf die betrieblich
vorgegebenen Walzgrade gewalzt. Um eine Verbiegung der Proben zu vermeiden, wurden die
Proben über einen Walzentisch in den Walzspalt eingeführt. Zusätzlich wurde eine Führung
auf dem Walzentisch konstruiert, die gewährleistete, dass die ursprüngliche Walzrichtung des
Warmbandes für alle Stichabfolgen beibehalten werden konnte.
Die betriebliche Stichabfolge wurde jeweils für drei Soll-Temperaturen, RT, 100 °C und 180
°C durchgeführt. Dazu wurden die Walzstreifen in einem Luftofen in 3 min. auf die
vorgesehene Temperatur erwärmt. Der Temperaturabfall während der Stichabnahme wurde an
Testproben mittels eines Eisen/Konstantan-Thermoelements verfolgt, welches parallel zur
Querrichtung in die Probe eingebracht worden war. Nach der Stichabnahme wurden die
Proben direkt in Eiswasser abgekühlt. Aus dem Walzgut wurden Zugproben gefräst, bei
denen die Zugachse parallel zur Walzrichtung lag.
AA 3004 2,6 mm (WB)→ 1,6 mm→ 1,0 mm→ 0,6 mm →0,3 mm
AA 5052 2,8 mm (WB)→ 2,0 mm→ 1,4 mm→ 0,9 mm→ 0,6 mm →0,4 mm
Tabelle 2.3.1: Stichabfolge im Laborversuch, Legierungen AA 3004 und AA 5052 (IMM)
Für die Legierung AA 3004 wurden diese Versuche für zwei unterschiedliche Warmbänder
durchgeführt, um den Einfluss der Warmbandfertigung auf die Kaltwalzeigenschaften zu
untersuchen. Dazu wurden während der Warmbandfertigung im Betrieb (Norf) die
Dehngeschwindigkeiten, die Dickenreduktionen beim letzten Stich, die Warmband- und die
Coiltemperaturen aufgenommen.
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AA 3004 Warmband 1 Warmband 2
Dehngeschwindigkeit 118 s-1 113 s-1
Dickenreduktion 38 % 37%
Warmbandtemperatur 334 °C 341 °C
Coil-Temperatur 327 °C 334 °C
Festigkeit R p0,2= 64 MPa
Rm= 172 MPa
Rp0,2= 61 MPa
Rm= 166 MPa
Tabelle 2.3.2: Daten der Warmbandfertigung für AA 3004
Da sich gegen Ende des Projektes die Vorwärmung der Legierung AA 3004 änderte
(Vorwärmung B statt A), wurden bei F&E, VAW Bonn für die folgenden Ausgangszustände
zusätzliche Abwalzungen in mehreren Stichen zur Überprüfung mit Betriebsmaterial der
neuen Vorwärmung durchgeführt:
Ausgangszustand Ausgangsdicke Enddicke
Warmband 2,33 mm 0,19 mm
nach Zwischenglühung-Coil 0,287 mm 0,10 mm
nach Zwischenglühung-FK-Ofen 0,289 mm 0,10 mm
Tabelle 2.3.3: Laborwalzen AA 3004, F&E-Bonn
Für die Legierung AA 5052 wurde zusätzlich der Einfluss einer Zwischenglühung auf das
Verfestigungsverhalten überprüft. Dazu wurde das Warmband zunächst entsprechend der
unten dargestellten Stichfolge bei RT gewalzt, für 20 min. bei 200 °C einer Zwischenglühung
im Luftofen unterzogen und dann der Stichfolge entsprechend bei RT fertiggewalzt.
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Warmband 2,8 mm
Ø
Warmband 2,8 mm
Ø
Walzen an 2.0 mm
Ø
Walzen an 2,0 mm
1,4 mm
0,92 mm
0,54 mm
Ø
ZG (200 °C, 20 min)
Ø
ZG (200 °C,20 min)
Ø
Walzen an 1,4 mm
0,92 mm
0,54 mm
Walzen an 0,33 mm
Tabelle 2.3.4.: Laborversuche zum Einfluss einer Zwischenglühung auf die Verfestigung
(IMM)
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2.3.1.2 Modell-Legierungen
Neben den Betriebslegierungen AA 3004 und AA 5052 wurden bei F&E, VAW Bonn sechs
Modell-Legierungen hergestellt und gefertigt, um den Einfluss der Legierungselemente
Magnesium und Mangan überprüfen zu können. Die Barren wurden einer D-Vorwärmung
unterzogen und auf eine Warmbanddicke von 3,5 mm gewalzt. Es folgte eine
Warmbandglühung von 330 °C. Das Warmband lag in rekristallisierter Form vor.
Anschließend wurde entsprechend der folgenden Stichabfolge gewalzt:
3,5 mm (WB)Æ 2,9 mm Æ 2,2 mm Æ 1,3 mm Æ 0,8 mm Æ 0,5 mm Æ 0,3 mm
Es wurden Zugversuche an den kaltgewalzten Proben durchgeführt, um die Verfestigung
beschreiben zu können. Die ermittelten Festigkeitswerte wurden zur Modellierung an das
IMM übergeben. In der folgenden Tabelle sind die Analysen der Legierungen dargestellt.
Legierungsbezeichnung Ist-Analyse in Gew.-%
Si Fe Cu Mn Mg Cr Zn Ti Na
ln 1 0,17 0,33 <0,003 0,16 0,97 0,002
4
0,006 0,0088 0.001
ln 2 0,17 0,33 <0,004 0,45 0,98 0,002
1
0,007 0,0077 0.001
ln 3 0,19 0,35 0,008 0,98 1,02 0,001
8
0,006 0,0071 0.001
lg 1 0,19 0,32 <0,004 0,45 0,46 0,002
6
0,007 0,0083 <
0.001
lg 2 0,18 0,33 0,004 0,44 2,45 0,001
7
0,006 0,0069 <
0.001
lg 3 0,161 0,35 0,004 0,46 4,50 0,001
5
0,006 0,0072 <
0.001
Tabelle 2.3.5: Zusammensetzung der sechs Modell-Legierungen
2.3.2 Entfestigung
2.3.2.1 Isotherme Glühungen
Um das Entfestigungsverhalten der Betriebslegierungen AA 3004 und AA 5052, sowie der
Modell-Legierungen beschreiben zu können, musste ein umfassender Datensatz zur
Anpassung der Konstanten geschaffen werden. Dazu wurden isotherme Glühbehandlungen an
walzhartem Material durchgeführt, aus dem Zugproben für die Glühung entnommen wurden.
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Für die Legierung AA 3004 sind die isothermen Glühbehandlungen zunächst an
Betriebsmaterial der Dicke 0,34 mm und 1,0 mm durchgeführt worden (Tabelle 2.3.6.).
Zudem sind aus AA 3004 Betriebsmaterial der Dicke 0,34 mm Querproben entnommen
worden, also Zugproben, deren Zugachse parallel zur Querrichtung liegt, und die
stichprobenhaft isotherm geglüht wurden (Tabelle 2.3.7).
Da sich die Vorwärmung dieser Legierung im Laufe des Projektes, wie schon erwähnt,
änderte, sind weitere Glühbehandlungen bei F&E, VAW Bonn an Betriebsmaterial
durchgeführt worden. Es wurde walzhartes Betriebsmaterial der Dicke 0,3 mm
(Ausgangszustand Warmband "WB"), der Dicke 0,17 mm bzw. 0,18 mm (Ausgangszustand
FK-Ofen- "FK" bzw. Coil-Zwischenglühung "C", Zwischenglühdicke 0,32 mm) geglüht
(Tabelle 2.3.8).
Für AA 5052 ist sowohl Betriebsmaterial der Dicke 0,22 mm (Ausgangsmaterial war hier
Zwischendicke FK-Ofen), als auch im Labor gewalztes Material der Dicke 0,4 mm geglüht
worden. (Tabelle 2.3.9).
Die isothermen Glühbehandlungen an den sechs Modell-Legierungen wurden an einer Dicke
von 0,3 mm durchgeführt (Tabelle 2.3.10).
Den nachstehenden Tabellen sind die isothermen Glühbehandlungen der jeweiligen
Legierungen und deren Walzzuständen zu entnehmen:
Glühtemperatur
Glühzeiten
100 °C 150 °C 200 °C 225 °C 250 °C 280 °C
6 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
54 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
6min 42 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
49 min 40 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
1,0 mm
0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
6 h 7 min 6 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
1,0 mm
0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
45 h 12 min 34 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
1,0 mm
0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
Tabelle 2.3.6: isotherme Glühbehandlungen an Enddicke Norf 0,34 mm und
Zwischendicke 1,0 mm- AA 3004 Betriebsmaterial, alte Vorwärmung (IMM)
Glühtemperatur
Glühzeiten
100 °C 150 °C 200 °C 225 °C
54 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
6 min 42 s 0,34 mm 0,34 mm
49 min 40 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
6 h 7 min 6 s 0,34 mm 0,34 mm
45 h 12 min 34 s 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm 0,34 mm
Tabelle 2.3.7: isotherme Glühbehandlungen an Enddicke Norf 0,34 mm
AA 3004 Betriebsmaterial (Querrichtung), alte Vorwärmung (IMM)
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Temperatur
Glühzeiten
70 °C 110 °C 150 °C 190 °C 240 °C 270 °C 300°C 340°C
3 s WB,FK,
C
5 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
7 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
FK,C
12 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
20 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
C
35 s WB,FK,
C
60 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
90 s WB,FK,
C
150 s WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
4 min FK,C
7 min WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,C
11 min WB,FK,
C
FK FK,C
30 min WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
50 min WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
90 min FK,C
2 h WB,FK,
C
5 h WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
WB,FK,
C
Tabelle 2.3.8.: isotherme Glühbehandlung an Betriebsmaterial der neuen Vorwärmung B
(F&E, VAW Bonn)
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Glühtemperatur
Glühzeiten
100 °C 150 °C 200 °C 250 °C 280 °C
6 s 0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm,
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
54 s 0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
6 min 42 s 0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
49 min 40 s 0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
50 min 2,0 mm
1,4 mm
0,9 mm
2,0 mm
1,4 mm
0,9 mm
6 h 7 min 6 s 0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
0,22 mm
0,4 mm
45 h 12 min 34 s 0,22 mm 0,22 mm 0,22 mm 0,22 mm 0,22 mm
Tabelle 2.3.9: Isotherme Glühbehandlungen an Betriebsmaterial
laborgewalzten Dicken AA 5052 (IMM)
Glühtemperatur
Glühzeiten
110 °C 180 °C 270 °C
19 s 0,30 mm 0,30 mm 0,30 mm
6 min 42 s 0,30 mm 0,30 mm 0,30 mm
2h 15 min 3 s 0,30 mm 0,30 mm 0,30 mm
Tabelle 2.3.10: Isotherme Glühungen an den sechs Modell-Legierungen (IMM)
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2.3.2.2 Nicht-isotherme Glühungen
Die betrieblichen Wärmebehandlungen (Coilrückglühungen, Einbrennlackierarbeiten) sind
nicht-isotherme Glühverfahren. Somit wurden im Labor nicht-isotherme Glühungen an den
Legierungen AA 3004 und AA 5052 durchgeführt, die es unter anderem erlaubten, die aus
den Daten der isothermen Glühungen erstellte Modellierung zu überpüfen. Der Laborversuch
zeichnete sich dadurch aus, dass die einfließenden Größen Temperatur und Zeit, im
Gegensatz zur betrieblichen Fertigung, genauer zu bestimmen sind. Die folgenden nicht-
isothermen Glühversuche sind zur Überprüfung der Modellierung durchgeführt worden:
2.3.2.2.1 Simulation der Einbrennlackierarbeiten
Da derartig kurze Temperatur-Zeit-Verläufe allein durch Wärmekonvektion im Luftofen nicht
einstellbar sind, wurde eine Klappvorrichtung konstruiert, die aus zwei Cu-Blöcken bestand
und mit einem Scharnier versehen war. Das Scharnier hatte Spiel, um bei unterschiedlicher
Probendicke die Berührung zwischen Probe und Blöcken zu garantieren. An der Vorderseite
des oberen Blocks wurde eine Schraube angebracht, um die Handhabung während des
Versuches zu optimieren. Die Vorrichtung wurde im Luftofen auf die jeweils gewünschte
Endtemperatur gebracht. Um die Zeit-Temperaturverläufe für AA 3004 einstellen zu können,
wurde mit  Testproben, die mit einem Eisen-Konstantan-Thermoelement versehen und mit
Stahlfolie der Dicke 25 µm zweifach umwickelt waren, gearbeitet (Für die Simulation der
Einbrennlackierarbeiten wurde auf das Thermoelement verzichtet). Die Proben wurden für
eine definierte Zeit (z.B. 4 s bei AA 3004) in die geöffnete Klappvorrichtung gelegt, dann
wurde die Klappvorrichtung langsam geschlossen. Die Proben wurden abschließend senkrecht
in Eiswasser abgeschreckt, um ein Verbiegen beim Eintauchen zu vermeiden. Für die
Legierung AA 5052 wurde das Thermoelement direkt an die Simulationsproben gepunktet,
die Proben wurden hier nicht mit Stahlfolie umwickelt. Es wurden unter anderem die
folgenden Temperatur-Zeit-Verläufe für die Legierungen AA 3004 und AA 5052 eingestellt :
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Abbildung 2.3.1:  Temperatur- Zeitverläufe für simulierte Einbrennlackierarbeiten
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2.3.2.2.2 Simulation der Coilrückglühungen
Im weiteren wurden „Langzeit"-Glühungen im Labor durchgeführt, um die Modellierung
auch auf Coilrückglühverfahren erweitern zu können. Dazu wurden den Legierungen AA
3004 (alte Vorwärmung A) und AA 5052 aus walzhartem Material Zugproben entnommen,
die entsprechend den unten angegebenen Temperatur-Zeitverläufen T1, T2, T3
wärmebehandelt wurden. (Eine genauere Spezifizierung dieser Verläufe kann an dieser Stelle
aufgrund interner betrieblicher Praxen nicht gegeben werden.)
Die Glühung erfolgte für AA 3004 an Betriebsmaterial der Dicke 0,34 mm und für AA 5052
an Betriebsmaterial der Dicke 0,22 mm und an laborgewalztem Material der Dicke 0,4 mm.
Zeit
ϑ
Abbildung 2.3.2:  Temperatur-Zeit-Verläufe für Coilrückglühsimulation
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2.3.3 Prüfverfahren
Es sollten die mechanischen Eigenschaften Rp0,2 und Rm der Fooddosenlegierungen untersucht
werden, so dass der Zugversuch von wesentlichem Interesse ist. Da die Prüfung am IMM
keiner DIN-Vorgabe entspricht, soll sie kurz beschrieben werden:
2.3.3.1 Zugversuche am IMM
Die Zugversuche wurden an einer spindelgetriebenen Prüfmaschine der Firma Zwick Typ
1484 durchgeführt. Die aus dem Walzgut gefertigten Zugproben hatten die folgenden
Abmessungen:
∅14
28
R 10
10
65140 110
Abbildung 2.3.3:  Zugprobe
Um den Einfluss der durch die Probenpräparation eingebrachten Verformungsschicht
beurteilen zu können, wurden für mehrere Walzzustände (Walzgrade) Vergleichsproben in
NaOH abgebeizt.
Es wurde eine Einspannvorrichtung konstruiert, die garantierte, dass die Proben ohne
zusätzliche Momente in die Prüfmaschine eingebaut werden konnte. Die Zugversuche wurden
unter Vorkraft von etwa 3 MPa durchgeführt. Die Querhauptgeschwindigkeit lag im
elastischen Bereich bei  v1=0,3m/min ( & ,ε = ⋅ − −7 7 10 5 1s ) und wurde im plastischen Bereich auf
v2=3 mm/min ( & ,ε = ⋅ − −7 7 10 4 1s ) umgestellt. Die Verlängerung wurde mit einem induktiven
Wegaufnehmer gemessen. Kraft - und Wegmessung wurden auf einem PC gespeichert. Es
wurde bei Raumtemperatur geprüft.
2.3.3.2 Texturmessungen
An mehreren Proben wurden die Texturen gemessen, um unter anderem eine bessere
Beurteilung des Zustandes vornehmen zu können. Die Messung erfolgte an einem
rechnergesteuerten Goniometer. Für die Messung wurden die Proben naßgeschliffen und dann
in NaOH abgebeizt, um die durch das Schleifen eingebrachte Verformungsschicht zu
entfernen.
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2.4 Modellierung der Laborversuche
2.4.1 Verfestigung
Da sowohl die Erweiterung der Ludwik-Gleichung durch einen linearen Ansatz, als auch die
verallgemeinerte Voce-Gleichung eine gute Anpassung der aufgenommen Daten liefern
können, werden im folgenden Abschnitt die beiden Beschreibungen anhand von
Laborversuchen einander gegenübergestellt.
2.4.1.1 Modellierung der Legierungen AA 3004 und AA 5052
Die nun folgenden Diagramme stellen die Beschreibung der mechanischen Kennwerte durch
die Ludwik-Gleichung + linearer Regression und die verallgemeinerte Voce-Gleichung dar:
Ludwik-Gleichung  σ σ ϕ= + ⋅0 KL nL      (2.4.1.a)
Lineare Regression σ ϕ= + ⋅K nG G     (2.4.1.b)
Verallgemeinerte Voce-Gleichung σ σ σ θ ϕ ϕ θ
σ
= + + ⋅ ⋅ − −
⋅L
NM
O
QP0 1 1
0
1
1( ) exp( )         (2.4.2)
Aufgetragen sind die Dehngrenzen- bzw. Zugfestigkeitswerte (Rp0,2 bzw. Rm) für
verschiedene Walzgrade:
Ludwik +lineare Regression Voce
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Abbildung 2.4.1: Rp0,2: AA 3004 Ausgangszustände Warmband und Coil-Zwischenglühung
(Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.3)
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Ludwik +lineare Regression Voce
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Abbildung 2.4.2: Rm: AA 3004 Ausgangszustände Warmband und Coil-Zwischenglühung
(Laborversuche siehe Kap.2.3, Tabelle 2.3.3)
In den dargestellten Diagrammen werden die Messwerte Rp0,2 und Rm der unterschiedlichen
Walzgrade der Ausgangszustände Warmband und Coil-Zwischenglühung durch die beiden
Modellierungsansätze Ludwik-Gleichung + lineare Regression und die verallgemeinerte
Voce-Gleichung beschrieben. Für beide Modellansätze wurde je ein Satz Parameter für die
Beschreibung der Dehngrenze Rp0,2 und der Zugfestigkeit Rm ermittelt. Es ist hier noch zu
erwähnen, dass die Verfestigung der beiden Ausgangszustände Warmband und Coil-
Zwischenglühung zusammenfassend beschrieben werden konnte:
 (2.4.1a,b) (2.4.2)
Ludwik+linear Rp0,2 Rm Voce-Parameter Rp0,2 Rm
s0 68,3 173,5 s0 68,8 174,1
KLud 192,7 94 s1 149,7 48,9
nLud 0,214 0,567 q0 1397,39 257,31
Klin 223,6 222,5 q1 40,27 40,53
nlin 37,6 40,8
mittlerer Fehler3: 4,12 MPa 5,03 MPa mittlerer Fehler 5,06 MPa 4,53 MPa
Tabelle 2.4.1: Parameter zur Beschreibung der Festigkeitswerte an den Ausgangszuständen
Warmband und Coil-Zwischenglühung, AA 3004 (Laborversuche siehe
Kap.2.3,Tabelle 2.3.3)
                                                
3 Der hier berechnete mittlere Fehler ergibt sich aus: mittlerer Fehler
n
Xi
i
= ⋅∑1 2b g  mit
X Messwert berechnetem Werti = -
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Die Anpassung der Abwalzdaten des Ausgangszustandes FK-Ofen-Zwischenglühung gelang
mit Hilfe dieser Parametersätze nicht. Zur Beschreibung dieser Festigkeitswerte wurde ein
weiterer Parametersatz ermittelt:
Ludwik +lineare Regression Voce
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Abbildung 2.4.3:  Rp0,2: AA 3004 Ausgangszustand Zwischenglühung FK-Ofen
     Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.3)
Ludwik +lineare Regression Voce
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Abbildung 2.4.4:  Rm: AA 3004 Ausgangszustand Zwischenglühung FK-Ofen
     (Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.3)
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(2.4.1a,b) (2.4.2)
Ludwik+linear Rp0,2 Rm Voce-Parameter Rp0,2 Rm
s0 81 184 s0 81,0 184,2
KLud 196,4 101,8 s1 137,3 72,3
nLud 0,239 0,635 q0 1552,66 222,67
Klin 229,2 231,2 q1 57,21 24,35
nlin 0,635 45,1
mittlerer Fehler 0,93 MPa 0,05 MPa 2,24 MPa 0,76 MPa
Tabelle 2.4.2: Parameter zur Beschreibung der Verfestigung am Ausgangszustand FK-Ofen,
AA 3004 (Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.3)
Die gleiche Beschreibung der Messdaten durch die beiden Modellansätze wird nun für die
Legierung AA 5052 vorgeführt:
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Abbildung 2.4.5:  Rp0,2: AA 5052 Ausgangszustand Warmband
     (Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.1)
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Abbildung 2.4.6:  Rm:AA 5052 Ausgangszustand Warmband
     (Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.1)
(2.4.1a,b) (2.4.2)
Ludwik+linear Rp0,2 Rm Voce-Parameter Rp0,2 Rm
s0 92,0 214,0 s0 92,3 214,4
KLud 179,0 80,9 s1 147,1 63,7
nLud 0,26 0,512 q0 821,52 192,41
Klin 244,7 273,6 q1 31,92 21,45
nlin 29,0 23,5
mittlerer Fehler 1,75 MPa 2,83 MPa mittlerer Fehler 2,58 MPa 2,79 MPa
Tabelle 2.4.3: Parameter zur Beschreibung der Verfestigung am Ausgangszustand Warmband
AA 5052 (Laborversuche siehe Kap.2.3,Tabelle 2.3.1)
Vergleicht man die beiden Beschreibungsmöglichkeiten (Ludwik-Gleichung + lineare
Regression und verallgemeinerte Voce-Gleichung) der Laborabwalzdaten der Legierungen
AA 3004 und AA 5052 miteinander, so liefert die Beschreibung durch die Ludwik-Gleichung
und der linearen Regression eine etwas bessere Anpassung an die Messwerte. Allerdings
liegen die Unterschiede der mittleren Fehler beider Anpassungen in einem Bereich von
maximal 2 MPa. Die Güte der Anpassung kann durch beide Beschreibungsmöglichkeiten als
"sehr gut" bezeichnet werden.
Die verallgemeinerte Voce-Gleichung liefert aber den Vorteil, dass eine durchgängige
Beschreibung der Verfestigungsdaten über die gesamte Dehnung möglich ist. Für die
Kombination Ludwik-Gleichung + linearer Regression ist es erforderlich, die Schnittstelle zu
finden, an der die Beschreibung der Festigkeitswerte durch die Ludwik-Gleichung von der
Beschreibung durch die lineare Regression abgelöst wird. Somit ist der Voce-Gleichung der
Vorzug gegeben worden und wird damit für die Beschreibung der Verfestigung verwendet.
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2.4.1.2 Modellierung der sechs Modell-Legierungen
Es stellte sich im weiteren die Frage nach einer Möglichkeit der Vorhersage für den Einfluss
der Legierungselemente Magnesium und Mangan auf das Festigkeitsverhalten:
Dazu wurde innerhalb des Projektes eine Erweiterung der verallgemeinerten Voce-Gleichung
aufgestellt, die den Gehalt dieser beiden Legierungselemente berücksichtigt. Ausgehend von
der verallgemeinerten Voce-Gleichung (2.4.2)
σ σ σ θ ϕ ϕ θ
σ
= + + ⋅ ⋅ −
⋅L
NM
O
QP0 1 1
0
1
1( ) exp( )
werden nun die Koeffizienten dieser Gleichung als Funktion des Magnesium- und
Mangangehaltes beschrieben:
X a a
D
a c a c0 1
Korn
2 Mg
a
4 Mn
a3 5
= + + ⋅ + ⋅ (2.4.3)
Hierbei ist X der jeweilige Koeffizient, also σ σ θ θ0 1 0 1, , oder ; und a0 bis a5 sind die neu
anzupassenden Korrelationskoeffizienten.
Zusätzlich wird die Korngröße des Ausgangsmaterials, z.B. des Warmbandes, durch den
Term 1
DKorn
 berücksichtigt.
Die Anpassung der Korrelationskoeffizienten an die Messwerte erfolgte mit konventioneller
Software.
Um die dargestellten Messwerte (Laborversuche siehe Kap. 2.3.1.2) zu beschreiben, wurde
folgendermaßen vorgegangen:
Es wurde zunächst eine Anpassung der Verfestigung mittels der verallgemeinerten Voce-
Gleichung vorgenommen ("Einzelfit" in Diagramm), also ohne die Berücksichtigung der
Legierungselemente Mg und Mn.
Die sich aus dieser Modellierung ergebenden Koeffizienten der verallgemeinerten Voce-
Gleichung σ σ θ θ0 1 0 1, , und wurden dann mit Hilfe der Gleichung 2.4.3 beschrieben und die
Festigkeitswerte damit neu berechnet ("idealisiert" in Diagramm). Zur besseren Übersicht ist
die Beschreibung für jeweils drei der sechs Modell-Legierungen in einem Diagramm
vorgenommen worden.
Die sich ergebenden Koeffizienten und Korrelationskoeffizienten sind in den Tabellen 2.4.4
bis 2.4.10 dargestellt.
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Abbildung 2.4.7:  Beschreibung des Verfestigungsverhaltens der Modell-Legierungen lg1,
      lg2, lg3
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Abbildung 2.4.8:  Beschreibung des Verfestigungsverhaltens der Modell-Legierungen ln1,
      ln2, ln3
Legierung Dkorn cMg [Gew.-%] cMn [Gew.-%]
lg1 33,5 0,46 0,45
lg2 13,0 2,45 0,44
lg3 10,0 4,5 0,46
ln1 19,5 0,97 0,16
ln2 20,0 0,98 0,45
ln3 20,0 1,02 0,98
Tabelle 2.4.4: Korngröße, Mg- und Mn- Gehalt der sechs Modell-Legierungen
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Legierung s0 s1 q0 q1
lg1 51,0 77,9 1158,1 37,5
lg2 103,2 157,3 1238,0 42,0
lg3 146,2 175,2 1179,7 53,7
ln1 61,1 102,8 787,5 32,0
ln2 66,0 109,1 1026,6 35,6
ln3 74,1 131,8 1223,0 39,6
Tabelle 2.4.5: Koeffizienten der verallgemeinerten Voce-Gleichung
zur Beschreibung der Dehngrenze Rp0,2 (Einzelfit)
Korrelationskoeffizienten (2.4.3) s0 s1 q0 q1
a0 0 11,7 256,8 0
a1 0 27,3 1016,2 0
a2 64,0 70,0 0 10,5
a3 0,5 0,5 0 0,5
a4 8,6 41,6 918,8 31,2
a5 0,5 1 0,5 0,15
Tabelle 2.4.6: Korrelationskoeffizienten a0-a5 zur Beschreibung
der Voce-Parameter (Rp0,2) der sechs Modell-Legierungen
Legierung s0,rückgerechnet s1,rückgerechnet q0,rückgerechnet q1,rückgerechnet
lg1 49,18 82,61 1047,38 34,80
lg2 105,88 147,14 1146,78 44,02
lg3 141,60 187,96 1199,96 50,04
ln1 66,47 93,48 853,64 34,04
ln2 69,13 105,82 1099,04 38,07
ln3 73,15 129,27 1391,61 41,71
Tabelle 2.4.7: Aus den Korrelationskoeffizienten rückgerechnete
Voce-Parameter (Rp0,2)
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Legierung s0 s1 q0 q1
lg1 109,4 31,2 110,7 37,6
lg2 225,3 58,6 226,1 33,9
lg3 294,0 67,2 323,5 42,9
ln1 135,7 38,1 120,2 31,1
ln2 147,1 39,1 146,0 34,0
ln3 168,9 50,4 188,5 37,7
Tabelle 2.4.8: Koeffizienten der verallgemeinerten Voce-Gleichung
zur Beschreibung der Zugfestigkeit Rm
Korrelationskoeffizienten (2.4.3) s0 s1 q0 q1
a0 0 0 0 0
a1 0 0 0 0
a2 128,1 32,5 109,8 0
a3 0,5 0,5 0,5 0
a4 34,7 18,9 124,2 38,9
a5 0,5 1,0 1,5 0,15
Tabelle 2.4.9: Korrelationskoeffizienten a0-a5 zur Beschreibung der
Voce-Parameter (Rm) der sechs Modell-Legierungen
Legierung s0,rückgerechnet s1,rückgerechnet q0,rückgerechnet q1,rückgerechnet
lg1 110,16 30,55 111,96 34,51
lg2 223,53 59,19 208,11 34,39
lg3 295,28 77,64 271,67 34,63
ln1 140,04 35,03 116,09 29,55
ln2 150,09 40,68 146,19 34,51
ln3 163,73 51,35 231,39 38,78
Tabelle 2.4.10:  Aus den Korrelationskoeffizienten rückgerechnete
  Voce-Parameter (Rm)
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Die mittleren Fehler der Anpassung ergeben sich zu:
Legierung Rp0,2 Einzelfit Rp0,2 idealisiert Rm Einzelfit Rm idealisiert
lg1 2,044 MPa 2,812 MPa 1,616 MPa 4,015 MPa
lg2 2,861 MPa 5,154 MPa 1,651 MPa 1,877 MPa
lg3 2,728 MPa 3,860 MPa 1,305 MPa 4,022 MPa
ln1 1,170 MPa 1,748 MPa 0,759 MPa 2,477 MPa
ln2 1,716 MPa 4,051 MPa 1,187 MPa 6,246 MPa
ln3 2,517 MPa 2,773 MPa 0,639 MPa 1,687 MPa
Tabelle 2.4.11:  Vergleich der mittleren Fehler der Anpassung  durch die
   verallgemeinerteVoce-Gleichung und die  idealisierte Formulierung
Vergleicht man nun die Güte der Anpassung durch die verallgemeinerte Voce-Gleichung mit
der erweiterten Anpassung unter Berücksichtigung der Legierungselemente Mangan und
Magnesium, so zeigt sich, dass beide Beschreibungen eine gute Vorhersage der Verfestigung
liefern. Die maximale Abweichung vom Messwert liegt bei 6,3 MPa in der idealisierten
Beschreibung. Es ist damit möglich, mit den Korrelationskoeffizienten a0-a5 die
Festigkeitswerte bei unterschiedlichem Mangan- und Magnesiumgehalt zu beschreiben. Es
muss allerdings geprüft werden, ob diese Vorhersage auch für die industriell gefertigten
Legierungen anzuwenden ist.
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2.4.2 Entfestigung
Um die Abnahme der mechanischen Eigenschaften in Abhängigkeit einer Glühbehandlung
beschreiben zu können, wurde zunächst die empirische Beschreibung nach Sigli (siehe
Kap.2.2.1.1) benutzt.
σnormiert = − ⋅ + ⋅ ⋅ −
F
H
I
K
L
NM
O
QP1 1a b t
Q
RT
ln exp (2.4.4)
Die Gleichung führte in gewissen Zeit- und Temperaturbereichen nur zu einer befriedigenden
Anpassung der Laborergebnisse. Aus diesem Grund wurde einige Versuche unternommen,
die Beschreibung zu verbessern. Zunächst wurde die normierte Spannung snormiert erweitert
zu:
σ
σ σ
σ σnormiert
weich
wh weich
=
−
−
( , )t T (2.4.5)
Hierbei sind 
s (t, T) = Festigkeitswert (Rp0,2, Rm) nach der Glühbehandlung
s wh = Festigkeitswert (Rp0,2, Rm) des walzharten Zustandes vor der Glühbehandlung
s weich = Festigkeitswert  (Rp0,2, Rm) des Ausgangszustandes
Im weiteren wird hier nur die aktuellste Erweiterung der Beschreibung dargestellt, bei
welcher der Koeffizient b als Funktion von Glühzeit und –temperatur in der folgenden Form
betrachtet wird:
b b b
T
b b
T
t= − + + +FH
I
K ⋅ +
F
HG
I
KJ
L
NM
O
QPexp ln0
1
2
3 1a f (2.4.6)
Damit ergibt sich für die Beschreibung des Festigkeitsabfalls als Folge einer Glühbehandlung:
σ σ
σ σ
( , ) ln ( ( ) ln( ))) expt T b b
T
b b
T
tweich
wh weich
−
−
= − ⋅ + − + + + ⋅ + ⋅ ⋅ −FH
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L
NM
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QP1 1 10
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2
3a exp( t Q
RT
   (2.4.7)
Die Koeffizienten a, b0, b1, b2, b3 und Q wurden an die im Laborversuch ermittelten
Festigkeitswerte angepasst.
Diese Formulierung für die Entfestigung wurde verwendet, um die Messdaten der
Laborversuche der Legierungen AA 3004 (neue Vorwärmung B) und AA 5052 zu
beschreiben. (Die Modellierung der Legierung AA 3004- alte Vorwärmung A- wurden mit
einer weiteren Modifikation beschrieben, die später erwähnt wird.) Für die Modellierung der
Ergebnisse der Laborversuche an den sechs Modell-Legierungen wurde die Erweiterung des
Koeffizienten b als Funktion der Glühzeit und –temperatur unterlassen. Für diese Daten
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wurde eine andere Formulierung verwendet, die den Gehalt der Legierungselemente
berücksichtigt, siehe Kapitel 2.4.2.3. Da für die sechs Modell-Legierungen weniger
Messwerte vorlagen als bei den Betriebslegierungen, ist die Zahl der anzupassenden
Koeffizienten eingeschränkt. Eine einheitliche Beschreibung ist also an dieser Stelle noch
nicht möglich.
Es ist hier noch zu erwähnen, dass nicht alle Probenzustände der isothermen Glühungen in die
Anpassung eingeflossen sind, da es bei höheren Temperaturen und /oder langen Zeiten
teilweise zu Rekristallisationseffekten kam. Dies wurde mit Hilfe von Texturmessung und
lichtmikroskopischen Untersuchungen belegt.
2.4.2.1 Legierung AA 3004
Da sich die Vorwärmung bei der Fertigung der Legierung AA 3004 gegen Ende des Projektes
geändert hatte, und dies bis jetzt nur in Laborversuchen für isotherme Glühbehandlungen
berücksichtigt wurde, werden hier zwei Parametersätze zur Beschreibung des
Festigkeitsabfalls verwendet. Zunächst wird die Beschreibung der isothermen Laborversuche
vorgestellt, die an Betriebsmaterial durchgeführt wurden, welches mit der neue Vorwärmung
B gefertigt wurde. Da die nicht-isothermen Laborversuche an Betriebsmaterial der alten
Vorwärmung A durchgeführt wurden, und die Beschreibung der isothermen Laborversuche
die Grundlage für die Beschreibung der nicht-isothermen Glühbehandlungen bildet (insofern,
dass die anzupassenden Konstanten der Beschreibung des Entfestigungsverhaltens durch die
Ergebnisse der isothermen Glühversuche bestimmt werden), wird auch die Beschreibung der
isothermen Laborversuche vorgestellt, deren Ausgangsmaterial der alten Vorwärmung A
unterzogen wurde.
2.4.2.1.1 isotherme Glühbehandlung
In den folgenden Diagrammen sind die mittels Gleichung 2.4.5 berechneten Festigkeitswerte
Rp0,2,rückgerechnet bzw. Rm,rückgerechnet über die Messwerte Rp0,2 bzw. Rm aufgetragen. Die
Auftragung wurde jeweils für die Ausgangszustände Warmband, FK-Ofen- und Coil-
Zwischenglühung vorgenommen. Es handelt sich hier um Betriebsmaterial der neuen
Vorwärmung B:
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Abbildung 2.4.9:  isotherme Glühbehandlung; Vergleich Messwerte und Vorhersage,
     AA3004, Ausgangszustand Warmband, Vorwärmung B
     (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.8)
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Abbildung 2.4.10:  isotherme Glühbehandlung; Vergleich Messwerte und Vorhersage,
       AA 3004, Ausgangszustand ZG-Coil, Vorwärmung B
       (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.8)
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Abbildung 2.4.11: isotherme Glühbehandlung; Vergleich Messwerte und Vorhersage,
AA 3004, Ausgangszustand ZG-FK-Ofen, Vorwärmung B
(Laborversuche siehe Tabelle 2.3.8)
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Der folgenden Tabelle sind die Regressionskoeffizienten der obigen Darstellung zu
entnehmen:
Ausgangs
-zustand
Rp0,2, Rm Q a b0 b1 b2 b3
WB Rp0,2 228839 0,217786163 -10,8083039 -21988,9798 0,819562738 0
Rm 228839 0,143156129 -18,7094143 -18020,2377 0 316,116048
ZG-Coil Rp0,2 234239 0,061168442 -19,5253271 -19744,1786 0 355,156313
Rm 234239 0,083297788 -24,3406071 -16376,5181 0 364,77224
ZG-D-Ofen Rp0,2 264694 0,099462077 -17,7033107 -23047,303 0 388,755931
Rm 264694 0,003880236 -778,610252 394735,709 -13,1849056 0
Tabelle 2.4.12:  Koeffizienten zur Beschreibung des Entfestigungsverhaltens , AA 3004;
                          Vorwärmung B
Die mittleren Fehler der Beschreibung sind:
Ausgangszustand Mittlerer Fehler Rp0,2 [MPa] Mittlerer Fehler Rm [MPa]
Warmband 2,73 3,12
Coil-ZG 2,90 4,76
FK-Ofen-ZG 4,85 10,36
Tabelle 2.4.13:   Mittlere Fehler der Anpassung durch Gleichung 2.4.5 für AA 3004,
    neue Vorwärmung B (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.8)
Die Beschreibung der Dehngrenzen kann insgesamt als sehr gut bewertet werden. Für den
zwischengeglühten Zustand FK-Ofen ist die Beschreibung etwas schlechter als für die beiden
anderen Ausgangszustände Coil-Zwischenglühung und Warmband.
Entsprechend verhalten sich die Beschreibungen der Zugfestigkeiten, die allerdings eher als
befriedigend bis gut bezeichnet werden müssen. Auch hier zeigt die Beschreibung des
Ausgangszustandes Zwischenglühung FK-Ofen die schlechteste Übereinstimmung. Dies ist
unter anderem darauf zurückzuführen, dass es durch die Erholungsglühung teilweise zu
Festigkeitswerten kam, die höher als die Ausgangsfestigkeit waren. Dies kann aber durch die
hier vorgestellte mathematische Beschreibung nicht berücksichtigt werden. Rechnerisch
liefert diese Beschreibung als maximalen Wert die Ausgangsfestigkeit des walzharten
Zustandes. Eine Erhöhung der Festigkeit des walzharten Zustandes durch eine
Glühbehandlung, die entweder auf Aushärtungseffekte (z.B. durch Cu) oder auf Al-Mn-
Ausscheidungen zurückzuführen ist, kann mit dieser Beschreibung nicht geliefert werden.
In den nun folgenden Diagrammen ist die Beschreibung der Laborversuche an der Legierung
AA3004 der alten Vorwärmung gezeigt. Für diese Beschreibung wurde die Konstante Q als
Funktion von Glühzeit und –temperatur gesetzt.
Q a t exp c
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QP (2.4.8)
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Abbildung 2.4.12:  isotherme Glühbehandlung; Vergleich Messwerte und Vorhersage,
          AA 3004, Ausgangszustand Warmband, alte Vorwärmung A
Konstanten Rp0,2 Rm
a 2,987◊10-2 5,705◊10-2
b 2,9219 1027 6,18955◊1025
 aQ 4,9327◊105 4,9454◊105
 bQ 1,3128◊10-2 1,7320◊10-2
 cQ -2,5781◊104 -2,1195◊104
Mittlerer Fehler 3,64 MPa 21,12 MPa
Tabelle 2.4.14:  Koeffizienten der Modellierung isotherme Glühbehandlung AA 3004;
  Vorwärmung A
Es wurden in einem ersten Schritt die Konstanten a, b und Q an die Messwerte angepasst. Mit
dieser Festlegung wurde Q dann erneut an die Messwerte als Funktion von Glühzeit und –
temperatur angepasst. Die sich damit ergebende Beschreibung ist für die Dehngrenze als sehr
gut zu bezeichnen, die Beschreibung der Zugfestigkeit ist schlecht. Dies ist darauf
zurückzuführen, dass Gleichung (2.4.4) keine gute Beschreibung der berechneten Q-Werte für
die Zugfestigkeit liefert. Rechnete man ab 200 °C mit einem konstanten Q-Wert unabhängig
von Glühzeit und –temperatur, minimierte sich der mittlere Fehler auf 3,74 MPa.
Auf die Darstellung der Ergebnisse der isothermen Glühversuche an Zugproben, deren
Zugachse parallel zur Querrichtung des Walzgutes lagen, wird an dieser Stelle verzichtet. Es
ist hier nur zu bemerken, dass die Beschreibung dieser Daten ebenso möglich ist. Es ergibt
sich allerdings ein anderer Parametersatz zur Beschreibung des Festigkeitsabfalls als bei den
Proben, die parallel zur Walzrichtung geprüft wurden. Die Daten hierzu liegen F&E, VAW
Bonn vor.
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2.4.2.1.2  nicht-isotherme Glühbehandlung
Die hier beschriebenen nicht-isothermen Laborversuche wurden, wie schon eingangs erwähnt,
mit Betriebsmaterial der alten Vorwärmung durchgeführt, insofern ist hier dann auch der
"alte" Parametersatz zur Modellierung verwendet worden.
In den beiden folgenden Tabellen sind die berechneten Festigkeitswerte der nicht-isothermen
Glühbehandlung den Messwerten gegenübergestellt:
Probe Rp0,2 Messung Rm Messung Rp0,2 berechnet Rm berechnet
AA 3004 - 0,34 mm 253 MPa 278 MPa 252 MPa 271 MPa
AA 3004 - 0,19mm 213 MPa 238 MPa 217 MPa 231 MPa
Tabelle 2.4.15:  Beschreibung der Lackeinbrennsimulation
  (Laborversuche siehe Kap.2.3.2.2.1)
Probe Rp0,2 Messung Rm Messung Rp0,2 berechnet Rm berechnet
AA 3004 (T1) 229 MPa 255 MPa 228 MPa 254 MPa
AA 3004 (T2) 211 MPa 237 MPa 208 MPa 231 MPa
Tabelle 2.4.16:  Beschreibung der Coilrückglühsimulation
  (Laborversuche siehe Kap. 2.3.2.2.2)
Die Anpassung für die Dehngrenze ist als gut zu bewerten, die Beschreibung der
Zugfestigkeit eher als ausreichend, was auf die Mängel in der Beschreibung der isothermen
Glühversuche zurückzuführen ist.
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2.4.2.2 Legierung AA 5052
2.4.2.2.1 isotherme Glühbehandlung
In den folgenden Diagrammen sind die mittels Gleichung 2.4.5 berechneten Festigkeitswerte
für die isothermen Glühbehandlungen an AA 5052 der Dicke 0,4 mm (Laborwalzung) und
0,22 mm (Betriebsmaterial, Ausgangszustand war 0,3 mm FK-Zwischenglühdicke) über den
Messwerten dargestellt.
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Abbildung 2.4.13:  isotherme Glühbehandlung an 0,4 mm (Laborversuch),
       Vergleich Messwerte und Vorhersage
       (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.9)
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Abbildung 2.4.14:  isotherme Glühbehandlung an 0,22 mm (Betriebsmaterial),
       Vergleich Messwerte und Vorhersage
       (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.9)
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Der folgenden Tabelle sind die Regressionskoeffizienten der obigen Darstellung zu
entnehmen:
Ausgangs-
zustand
Rp0,2, Rm Q a b0 b1 b2 b3
0,22 mm Rp0,2 186000 58,6335 0 -19206,4002 1,0651 -75,5291
(Betrieb) Rm 186000 6,2408 0 20413,0118 0,5176 203,0485
0,4 mm Rp0,2 186000 0,002680 -178,8996 54441,0337 -35,6826 11787,6384
(Labor) Rm 186000 0,001182 -101,1228 7960,2537 -190,1976 75408,9776
Tabelle 2.4.17:  Koeffizienten zur Beschreibung des Entfestigungsverhaltens, AA 5052
  (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.9)
Die mittleren Fehler der Beschreibung sind:
Ausgangszustand Mittlerer Fehler Rp0,2 [MPa] Mittlerer Fehler Rm [MPa]
0,22 mm (Betrieb) 1,79 MPa 2,45 MPa
0,4 mm (Labor) 7,69 MPa 6,67 MPa
Tabelle 2.4.18:  mittlerer Fehler der Anpassung durch Gleichung 2.4.5 für AA 5052
  (Laborversuche siehe Tabelle 2.3.9)
Die Beschreibung der Messwerte für die Versuche an der Betriebsdicke 0,22 mm ist mit sehr
gut zu bewerten. Für die laborgewalzte Dicke 0, 4 mm ist die Beschreibung nicht so gut, auch
hier trat, wie schon bei einigen Proben der Legierung AA 3004, eine Erhöhung der
Festigkeitswerte über den walzharten Zustand hinaus durch die isotherme Glühbehandlung
bei kurzen Glühzeiten und niedrigen Glühtemperaturen auf.
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2.4.2.2.2 nicht-isotherme Glühbehandlung
Probe Rp0,2 Messung Rm Messung Rp0,2 berechnet Rm berechnet
AA 5052 0,22 mm A 226 MPa 277 MPa 229 MPa 274 MPa
AA 5052 0,22 mm B 224 MPa 275 MPa 224 MPa 273 MPa
AA 5052 0,4 mm A 250 MPa 289 MPa 269 MPa 298 MPa
AA 5052 0,4 mm B 255 MPa 289 MPa 267 MPa 297 MPa
Tabelle 2.4.19:  Beschreibung der Lackeinbrennsimulation
  (Laborversuche siehe Kap.2.3.2.2.1)
Probe Rp0,2 Messung Rm Messung Rp0,2 berechnet Rm berechnet
AA 5052 0,22 mm T3 220 MPa 270 MPa 215 MPa 268 MPa
AA 5052 0,4 mm T3 239 MPa 280 MPa 224 MPa 267 MPa
Tabelle 2.4.20:  Beschreibung der Coilrückglühsimulation
  (Laborversuche siehe Kap.2.3.2.2.2)
Auch hier fällt auf, dass die Anpassung des Festigkeitsabfalls der laborgewalzten Dicke 0,4
mm eine schlechtere Übereinstimmung mit den Messwerten zeigt, als die Anpassung des
Festigkeitsabfalls des Betriebsmaterials. Dies ist unter anderem darauf zurückzuführen, dass
die Konstanten der beschreibenden Gleichung aufgrund der anzunehmenden
Ausscheidungszustände den tatsächlichen Festigkeitsabfall nicht realistisch beschreiben
können.
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2.4.2.3. Modell-Legierungen
Wie auch bei der Beschreibung des Verfestigungsverhaltens stellte sich hier die Frage, ob das
Entfestigungsverhalten als Funktion des Legierungsgehaltes beschrieben werden kann. Dazu
dienten die isothermen Laborversuche an den sechs Modell-Legierungen.
Da in den vorgestellten Beschreibungen (Beschreibung nach Sigli und deren erweiterte Form)
der Gehalt von Legierungselementen keine Berücksichtigung findet, wurde nach einer neuen
Formulierung gesucht.
Ausgehend von der Beschreibung nach Sigli wird nun zusätzlich die Konstante a als Funktion
des Legierungsgehaltes betrachtet.
σ σ
σ σ
(t,T) a a c a c b t Q
RT
weich
wh weich
0 1 Mn 2 Mg
−
−
= − + ⋅ + ⋅ ⋅ + ⋅ ⋅ −FH
I
K
L
NM
O
QP1 1( ) ln exp
(2.4.9)
Die Konstanten a0, a1, a2, b und Q wurden mit Hilfe konventioneller Software bei F&E, VAW
Bonn angepasst. Die Erweiterung des Koeffizienten b als Funktion der Glühzeit und -
temperatur konnte nicht zusätzlich angewendet werden, da die Anzahl der Messdaten zu
gering ist, um eine solche Anzahl an Koeffizienten zu bestimmen.
In den nun folgenden Diagrammen sind die mittels der Gleichung 2.4.7 zurückgerechneten
Festigkeitswerte Rp0,2 und Rm für die isotherme Glühungen der sechs Modell-Legierungen
über die Messdaten aufgetragen
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Abbildung 2.4.15:  isotherme Glühbehandlung an den Modell-Legierungen ln1, ln2 und ln3,
       Vergleich Messwerte und Vorhersage
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Abbildung 2.4.16:  isotherme Glühbehandlung an den Modell-Legierungen lg1, lg2 und lg3,
       Vergleich Messwerte und Vorhersage
Koeffizienten (2.4.5) Rp0,2 Rm
a0 2,56.10-2 2,28.10-2
a1 -7,75.10-3 -2,28.10-3
a2 1,36.10-2 2,27.10-2
b 9,71.1013 1,47.1014
Q 1,28.105 1,35.105
Tabelle 2.4.21:  Koeffizienten zur Beschreibung des Festigkeitsabfalls
  der Modell-Legierungen
Die mittleren Fehler der Beschreibung sind:
Legierung Mittlerer Fehler Rp0,2 [Mpa] Mittlerer Fehler Rm [Mpa]
ln 1 7,26 11,47
ln 2 4,49 11,26
ln 3 5,23 11,99
lg 1 7,85 4,56
lg 2 9,94 19,8
lg 3 20,66 36,00
Tabelle 2.4.22:  Mittlere Fehler der Anpassung durch (2.4.9), Modell-Legierungen
Die Güte der Anpassung des Festigkeitsabfalls schwankt hier zwischen den einzelnen
Legierungen deutlich. Insgesamt ist die Beschreibung der Messwerte als unzureichend zu
bewerten. Dies ist unter anderem durch die geringe Zahl der Messwerte zu erklären, es liegen
für jede Modell-Legierung nur neun Messwerte vor. Eine bessere Anpassung an den
Festigkeitsabfall könnte eventuell durch weitere Messwerte erzielt werden.
Da die Anpassung aber auch bei der Legierung AA 5052 Mängel aufweist, sollte eine
Änderung in der Beschreibung des Entfestigungsverhaltens in Erwägung gezogen werden, sei
es durch erneute Modellsuche oder durch eine zusätzliche Erweiterung des Modells.
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2.5 Anwendbarkeit der Modellierung und Zusammenfassung
Um die Anwendbarkeit der Modellierarbeiten auf die betriebliche Fertigung zu
demonstrieren, soll hier noch kurz ein Beispiel aufgeführt werden:
Die bei der Fertigung einfließenden Betriebsparameter sind in den Laborversuchen streng
getrennt worden. Um nun z.B. Festigkeitswerte nach dem Walzprozess zu berechnen, ist es
für die betrieblichen Werte notwendig, zum einen die Verfestigung infolge der plastischen
Verformung, zum anderen die Festigkeitsabnahme des Walzgutes aufgrund der Coil-
Abkühlung zu berechnen. Dies ist mit der Kombination von den in diesem Bericht
vorgestellten Modellen möglich.
Es wurde hier für die drei Zwischendicken 0,33 mm, 0,54 mm und 0,92 mm der Legierung
AA 5052 zunächst die Dehngrenze Rp0,2 mit Hilfe des Verfestigungsmodells berechnet
(„Festigkeit im walzharten Zustand“ in Abbildung2.5.1). Dann wurde die Festigkeitsabnahme
durch eine Coil-Abkühlung für verschiedene Starttemperaturen T= 90 °C, 130 °C und 170 °C
mit Hilfe des Entfestigungsmodells berechnet.
Die nicht-isotherme Abkühlung des Coils wurde dabei ausgehend von der Starttemperatur
durch eine Exponentialfunktion beschrieben, die an den gemessenen Temperatur-Zeitverlauf
der Abkühlung eines Warmbandes angepaßt wurde.
In Abbildung 2.5.1. sind die Ergebnisse dieser Rechnungen dargestellt:
0.54 mm 0.92 mm
T=170 °C
T=130 °C
T= 90 °C
Betrieb
Starttemperatur
0.33 mm
220
240
260
280
300
320
303301
293
287
270
277 284 282
254
267
245
293 MPa 275 MPa311 MPa
Festigkeit im walzharten Zustand
260
Festigkeitswerte in
Säulen in [MPa]
Abbildung 2.5.1:  Anwendung der Modellierungen auf die betriebliche Fertigung
Für die Zwischendicken 0,33mm und 0,54 mm zeigt sich, dass für eine Coil-Abkühlung der
Starttemperatur von 90 °C der betriebliche Festigkeitswert erreicht würde. Der betriebliche
Festigkeitswert von 245 MPa der Zwischendicke 0,92 mm kann nach dieser Modellrechnung
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allerdings nicht nur durch eine Entfestigung des Materials bei der Coil-Abkühlung zustande
gekommen sein. Es ist unwahrscheinlich, anzunehmen, dass die Coil-Temperatur sehr viel
höher als 170 °C lag, so dass hier eventuell noch andere entfestigende Mechanismen oder die
Vorgeschichte des Betriebsmaterials Beachtung finden müssten.
In diesem Kapitel wurde das für drei Jahre festgelegte Projekt „Vereinheitlichung der
Foodbandlegierungen und ihrer Fertigung“ vorgestellt. Ziel des Projektes war es, die
betrieblichen Fertigungsparameter der Fooddosenlegierungen zu studieren, um deren Einfluss
auf das Festigkeitsverhalten der Legierungen vorhersagen zu können. Dazu wurden die
entscheidenden Parameter im Laborversuch getrennt und quantifiziert. Mit diesen
Kenntnissen sind empirisch-mathematische Modelle zur Beschreibung des Verfestigungs- und
Entfestigungsverhalten der Al-Mg-Mn-Legierungen beim betrieblichen Kaltwalzprozess
sowie anschließenden Glühbehandlungen aufgestellt worden. Die Beschreibung des
Verfestigungsverhaltens wurde von der Industrie mit „sehr gut“ bewertet. Die Modellierung
des Entfestigungsverhaltens weist jedoch noch einige Mängel auf und sollte durch weitere
Untersuchungen verbessert werden.
Allgemein kann die Aussage getroffen werden, dass eine empirisch-mathematische
Modellierung eine Vorhersage der mechanischen Kennwerte gestattet, unter der
Voraussetzung, dass die einfließenden (betrieblichen) Parameter quantifiziert werden können.
Wie bei jeder Modellbeschreibung müssen natürlich die Grenzen des Modells bekannt sein:
So konnte z.B. bei der Erweiterung des Modells von Sigli (vgl. Kap.2.4), welche keine
zusätzliche Verfestigung durch Ausscheidungen berücksichtigt, eine auf diesem Modell
beruhende Anpassung des Entfestigungsverhaltens. diese physikalischen Mechanismen auch
nicht beschreiben.
Abschließend ist also zu beachten, dass es bei der Anwendung der empirisch-mathematischen
Beschreibung stets wichtig ist, sich über die Grenzen der Modelle und den Hintergrund des zu
modellierenden Materialverhaltens (z.B. Einsetzen von Rekristallisation,
Ausscheidungsvorgänge etc.) bewusst zu sein.
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Teil 3 Das Vier-Strukturvariablen-Modell
3.1. Vorbemerkung
Das in der vorliegenden Arbeit vorgestellte Vier-Strukturvariablen-Modell (im folgenden
4SM) ist eine Weiterentwicklung des Drei-Parameter-Modells von Roters /Roters 1999/
(siehe auch Absatz 1.3.8). Die Bezeichnung „Drei-Parameter-Modell“ (im folgenden DPM)
lässt vermuten, dass dieses Modell drei physikalische Parameter für die Beschreibung von
Fließkurven benötigt. Tatsächlich jedoch werden im DPM drei Strukturvariablen (drei Typen
von Versetzungsdichten) unterschieden, wobei in die Strukturevolutionsgleichungen dieser
drei Strukturvariablen insgesamt 12 physikalische Parameter4 eingesetzt werden, die im Laufe
der Modellierung angepasst werden und damit den Verlauf der modellierten Fließkurven
bestimmen.
3.2 Einleitung
Mit dem DPM können Fließkurven aus dem oberen Bereich der Warmumformung gut
beschrieben werden, im Bereich niedrigerer Umformtemperaturen bestehen jedoch größere
Abweichungen zwischen modellierten und experimentell ermittelten Fließkurven.
Da durch das DPM eine physikalische Grundlage zur Anpassung experimenteller Fließkurven
geschaffen war, wurde darauf aufbauend versucht, die Fließkurvenbeschreibung im Bereich
der Kaltverformung zu verbessern. Es folgte daher zunächst eine kritische Überprüfung des
DPMs, aus der sich die folgenden Punkte zur Verbesserung ergaben:
I. Einheitlicher Parametersatz  für Fließkurvenfelder
In der Arbeit von Roters werden Fließkurvenfelder5 einer Legierung mit einem
einheitlichen Parametersatz modelliert. Der Parametersatz besteht dabei aus zwölf
physikalischen Größen und Proportionalitätskonstanten, die in physikalisch sinnvollen
Grenzen variiert (angepasst) werden können, um die experimentellen Fließkurven zu
beschreiben.
Anhand der Vorgehensweise von Roters wird die Problematik aufgezeigt, warum ein
einheitlicher Parametersatz Schwierigkeiten mit sich bringen kann:
Zunächst wird ein Fließkurvenfeld von Reinaluminium mit drei Temperaturen aus
dem Umformtemperaturintervall [350-450 °C] und drei Dehngeschwindigkeiten aus
dem Dehngeschwindigkeitsintervall [10-3-10-1 s-1] mit einem einheitlichen
Parametersatz modelliert /Roters 1999, S. 104 ff./. Der mittlere Fehler dieser
                                                
4 Die zwölf Parameter beziehen sich auf die Modellierung der Fließkurve ohne Berücksichtigung der Aus-
scheidungsbildung und -reifung. Sollen diese Mechanismen in die Rechnung einbezogen werden, ergeben sich
16 Parameter, die es anzupassen gilt.
5 Bei diesen Fließkurvenfeldern werden für die einzelnen, experimentell aufgenommenen Fließkurven die
Versuchsparameter Dehngeschwindigkeit und Temperatur derart variiert, dass jeweils für eine Temperatur
mindestens drei Dehngeschwindigkeiten aufgenommen werden, und für eine Dehngeschwindigkeit mindestens
drei Temperaturen. Dann besteht ein solches (minimales) Fließkurvenfeld aus mindestens fünf Fließkurven.
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Anpassung ergibt sich zu etwa 14 %. Der mittlere Fehler Q berechnet sich dabei im
DPM durch:
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Dabei ist k die Zahl der zur Anpassung verwendeten Fließkurven und s(i) die Zahl der
Stützstellen der i-ten Fließkurve. Es wird also zuerst der mittlere Fehler jeder
einzelnen Fließkurve ermittelt, und aus der Gesamtheit aller mittleren Fehler der
Mittelwert des Fehlers über alle Kurven berechnet.
In einem nächsten Schritt werden nur die Fließkurven des vorhandenen
Fließkurvenfelds mit einem einheitlichen Parametersatz modelliert, welche mit
gleicher Temperatur oder mit gleicher Dehngeschwindigkeit aufgenommen wurden.
Das heißt, jetzt wird für nur jeweils drei Fließkurven ein Parametersatz gesucht, so
dass das gesamte vorhandene, experimentelle Fließkurvenfeld mit Hilfe von drei
unterschiedlichen Parametersätzen für den Einfluss der Temperatur oder mit drei
weiteren Parametersätzen für den Einfluss der Dehngeschwindigkeit beschrieben
werden kann. Es ergeben sich für die Beschreibungen bei konstanter Temperatur
mittlere Fehler zwischen etwa 11 bis 13 %. Für die Modellierungen mit konstanten
Dehngeschwindigkeiten ergeben sich für die Abweichungen der modellierten von den
experimentellen Fließkurven mittlere Fehler von etwa 6 %.
Daraus zieht Roters den Schluss, dass die Dehngeschwindigkeitsabhängigkeit der
Fließspannung in dem betrachteten Dehngeschwindigkeitsintervall nicht korrekt vom
Drei-Parameter-Modell erfasst wird:
Bei einer einheitlichen Dehngeschwindigkeit &ε 1 unter Einbeziehen der drei
betrachteten Temperaturen, die allerdings in einem begrenzten Temperaturintervall
liegen, können die Fließkurven mit einem Parametersatz P1 gut beschrieben werden.
Für eine jeweils andere Dehngeschwindigkeit &ε x gelingt dies auch, es ändert sich aber
der Parametersatz zu Px. Dadurch können also die zur Anpassung freigegebenen
physikalischen Größen, welche von der Dehngeschwindigkeit abhängen, einen neuen
Wert annehmen. Wird nun bei konstanter Temperatur versucht, die drei Fließkurven
mit unterschiedlichen Dehngeschwindigkeiten anzupassen, ergeben sich die oben
beschriebenen mittleren Fehler von bis zu 13 %, was deutlich macht, dass die
Abhängigkeit der Fließkurven von der Dehngeschwindigkeit durch das Drei-
Parameter-Modell nicht richtig wiedergegeben wird. In diesem Zusammenhang wird
die Temperaturabhängigkeit der Fließspannung (die wiederum von der
Temperaturabhängigkeit der in den Parametersatz eingehenden physikalischen Größen
abhängt) gut erfasst.
Das Ergebnis der Modellierung von Fließkurven der Modell-Legierung AlCuMg im
erweitertem Umformtemperaturintervall [250-450 °C] bei gleichbleibendem Dehn-
geschwindigkeitsintervall liefert mittlere Abweichungen von etwa 16 %.
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Hieraus folgert Roters nun, dass die Temperaturabhängigkeit der Fließspannung vom
DPM richtig erfasst wird, weil sich der mittlere Fehler mit 16 % dieser Beschreibung
trotz der Erweiterung des Intervalls der Umformtemperatur nur geringfügig gegenüber
dem mittleren Fehler der Beschreibung von Reinaluminium (mit kleinerem Intervall
der Umformtemperatur) von bis zu 14 % ändert.
Es ist aber aus der vergleichenden Darstellung der modellierten und experimentell
aufgenommenen Fließkurven deutlich zu erkennen, dass die Beschreibung mit
sinkender Verformungstemperatur schlechter wird. Eine grobe Abschätzung zeigt,
dass sich bei den Fließkurven der Umformtemperatur 250 °C Abweichungen bis zu 35
MPa ergeben, wobei diese Fließkurven in dem betrachten Dehnungsintervall keine
100 MPa Fließspannung erreichen, siehe Abbildung 3.2.1. Daraus ist ersichtlich, dass
die Temperaturabhängigkeit der Fließspannung in dem erweiterten Temperaturbereich
nicht richtig vom DPM berücksichtigt wird. Der verwendete mittlere Fehler, der hier
als Gütekriterium verwendet wird und über alle Fließkurven gemittelt wird, scheint
damit kein aussagekräftiges Maß für die Güte der Beschreibung zu sein.
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Abbildung 3.2.1:  Vergleich der experimentell ermittelten (Symbole) und mit dem DPM
      modellierten Fließkurven (Linien) einer Modell-Legierung bei
      der Dehngeschwindigkeit &ε=10-1 s-1, aus /Roters 1999, S. 114/.
Als eine Ursache für diese Schwäche des Drei-Parameter-Modells wird angenommen,
dass die in den Parametersatz eingehenden Größen (z.B. Annihilationsabstände), über
ein begrenztes Temperatur- oder Dehngeschwindigkeitsintervall hinaus nicht konstant
bleiben müssen. Vielmehr ist davon auszugehen, dass zumindest einige dieser Größen
eine Abhängigkeit von den Versuchsparametern Temperatur und
Dehngeschwindigkeit aufweisen. Im DPM wird aber nur die (geringe)
Temperaturabhängigkeit des Schubmoduls berücksichtigt, mögliche andere
Abhängigkeiten von Temperatur und (oder) Dehngeschwindigkeit werden nicht in
Betracht gezogen. Ein Problem hierbei besteht natürlich darin, dass die Abhängigkeit
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von Temperatur und Dehngeschwindigkeit der verwendeten, zur Anpassung
freigegebenen Größen bekannt sein muss.
II. Randomwalk
Um den optimalen Parametersatz zur Beschreibung der Fließkurvenfelder zu finden,
wird im DPM ein Optimierungsverfahren verwendet, das auf einem zufällig gewählten
Pfad den Parameterraum abschreitet, und die experimentellen Fließkurven mit den aus
diesen Parametersätzen resultierenden, berechneten Fließkurven vergleicht. Die
Parametersätze werden dabei nacheinander erzeugt, und mit ihnen die Fließkurven
modelliert. Dabei wird die Güte6 der Fließkurvenbeschreibung, die mit dem k-ten
Parametersatzes berechnet wurde, mit der Güte der Fließkurvenbeschreibung
verglichen, welche mit dem k+1-ten Parametersatz berechnet wurde. Liefert dann der
k+1-te Parametersatz eine bessere Beschreibung des Fließkurvenfeldes als der k-te
Parametersatz, so wird der k+1-te Parametersatz als der jeweils neueste (bis dahin
beste) akzeptiert, andernfalls wird der k-te Parametersatz als der neueste akzeptiert. Im
weiteren wird dann ein neuer Parametersatz zufällig bestimmt. Ein solches
Suchverfahren ist aber nicht geeignet, einen aus zwölf Parametern bestehenden
Parameterraum sinnvoll zu durchforsten, in dem es nm mögliche Parametersätze gibt
(mit n= Anzahl der möglichen Werte der Parameter und m= Anzahl der Parameter).
Ein Grund für die Mängel einer solchen Routine ist, dass sie zufällig den
Parameterraum absucht, und es keine Strategie in der Auswahl der Parameter gibt, was
zu einer sehr langen Rechenzeit führt, wenn der optimale Parametersatz gefunden
werden soll. Der andere Grund ist, dass sich dieses Suchverfahren „gierig“ (greedy)
verhält, also nur bessere Parametersätze, als den bis dahin besten akzeptiert, da dies
die Gefahr birgt, sich in einem lokalen Minimum des Parameterraums zu verfangen.
Roters selbst gibt in seiner Arbeit Hinweise darauf, dass die Optimierung seiner
Parameter nicht ausreichend sein könnte, als er das Fließkurvenfeld einer Modell-
Legierung mit Ausscheidungsverhalten modelliert /Roters 1999, S. 118 ff./. Der
mittlere Fehler der Beschreibungen wird mit 25 % angegeben, und Roters diskutiert,
dass mit einer früheren Version des Drei-Parameter-Modells eine sehr gute
Beschreibung einer einzelnen Fließkurve dieser Legierung möglich war /Roters 1997/.
Allerdings führt er die Schwäche der Parameteroptimierung nur auf das verwendete
Gütekriterium zurück und berücksichtigt nicht die unter Punkt I) in diesem Kapitel
aufgeführten Überlegungen.
                                                
6 Die Güte der Beschreibung entspricht dem unter Absatz I. „Einheitlicher Parametersatz“ angegebenen mittleren
Fehler Q
67
III. Schraubenversetzungen
Ein Schritt der Überprüfung bestand darin, eine einzige Fließkurve mit dem Drei-
Parameter-Modell anzupassen, die bei einer Umformtemperatur von 298 K
aufgenommen wurde. Diese Temperatur entspricht ungefähr 0,32 Tm, so dass diese
Fließkurve dem Bereich der Kaltverformung zugeordnet werden kann. Mit dem DPM
konnte diese Kurve nicht beschrieben werden, es ergab sich eine konstante
Verfestigung über den gesamten Verformungsbereich. Roters gibt den Hinweis, dass
für die Beschreibung von Kaltfließkurven aufgrund der eingeschränkten
Diffusionsmöglichkeiten der Leerstellen und der damit reduzierten Beweglichkeit der
Stufenversetzungen bei diesen Temperaturen die dynamische Erholung über den
Quergleitmechanismus durch den Einbau der Dichte der mobilen Schrauben-
versetzungen berücksichtigt werden müsste, und eine Verbesserung in der
Fließkurvenbeschreibung bringen könnte /Roters 1999, S. 138/.
IV. Konstanter Taylorfaktor
In das DPM ging ein konstanter Taylorfaktor ein. Die Änderung des Taylorfaktors als
Funktion der Umformung geht in das DPM nicht ein.
3.2.1 Arbeitsschritte zur Entstehung des Vier-Strukturvariablen-Modells
Die erste Aufgabenstellung war, das Drei-Parameter-Modell auf die Kaltverformung zu
erweitern. Dazu wurde zunächst das Modell von Roters neu formuliert, unter anderem
deshalb, um das Runge-Kutta-Verfahren für die Integration der Ratengleichungen verwenden
zu können. Ein zusätzlicher Vorteil dieser Umstellung war der damit verbundene strukturelle
Aufbau der Ratengleichungen (siehe Absatz 3.6.1; Absatz 3.4.5). Darauf folgte der Einbau der
Optimierungsroutine in das Programm, die auf dem Prinzip des Simulated-Annealing-
Algorithmus basiert (siehe Absatz 3.6.2).
Mit diesem neu erstellten Fortran-Programm wurde eine Fließkurve der Umformtemperatur
298 K und der Dehngeschwindigkeit 10-3 s-1 modelliert. Dieser Arbeitsschritt wurde als
Kontrolle durchgeführt, da es zur Diskussion stand, ob eine Anpassung der physikalischen
Parameter durch die Simulated-Annealing-Routine eine Verbesserung in der Beschreibung
von Kaltfließkurven liefern könnte. Weil dies nicht der Fall war, sondern auch hier die
Verfestigung über den gesamten Verformungsbereich konstant blieb, wurde eine zusätzliche
Versetzungsdichte in das Programm eingebaut, die Dichte der mobilen
Schraubenversetzungen. Durch den Einbau der mobilen Schraubenversetzungen änderten sich
sowohl die in das DPM eingehenden Ratengleichungen der Dichten der mobilen
Stufenversetzungen, der immobilen Versetzungen im Zellinneren und der immobilen
Versetzungen in den Zellwänden, als auch die kinetische Gleichung des DPM. Die
ausführliche Formulierung der sich ergebenden Ratengleichungen des Vier-Strukturvariablen-
Modells sind in Absatz 3.4.5 zu finden.
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Durch diese Änderungen erhöhte sich auch die Anzahl der physikalischen Größen (Parameter)
von 12 auf 18 Parameter im Parametersatz.
Sicherlich ist eine solche Anzahl von Parametern kritisch, sähe man diese Parameter als rein
anzupassende Größen. Unter diesen Umständen reichte schon eine geringere Anzahl an Fit-
Parametern aus, um das Fließkurvenfeld einer Legierung zu beschreiben. Der wesentliche
Punkt an dieser Stelle ist, dass die verwendeten physikalischen Parameter und
Proportionalitätskonstanten in sinnvollen physikalischen Grenzen gehalten werden, und eine
Modellierung der experimentell aufgenommenen Daten innerhalb sinnvoller Fehlergrenzen
möglich ist. Die Strategie muss darin bestehen, anhand der Simulationen zu entscheiden,
welche der physikalischen Größen einen wesentlichen Einfluss auf den Fließkurvenverlauf
haben, und dann, durch Festlegen der übrigen Parameter, zu einer vereinfachten Beschreibung
mit verkleinertem Parametersatz zu kommen.
Auf dieser Basis wurde die Fließkurve für eine Umformtemperatur T=298 K und einer
Dehngeschwindigkeit &ε=10-3 s-1 modelliert. Der Einbau der Dichte der mobilen Schrauben-
versetzungen (aus dem auch Änderungen der kinetischen Gleichung und der
Strukturevolutionsgleichungen folgten) führte nur zu einem „Abbiegen“ der modellierten
Fließkurve. Das zeigt, dass die mobilen Schraubenversetzungen, wie erwartet, einen Beitrag
zur dynamischen Erholung liefern. Es war offensichtlich, dass die Berücksichtigung der
Dichte der mobilen Schraubenversetzungen zu einer Verbesserung der Beschreibung führte,
es aber damit nicht gelang, die entsprechende experimentelle Fließkurve mit einem
Parametersatz zu beschreiben, in dem alle in ihm enthaltenen physikalischen Größen
innerhalb sinnvoller Grenzen lagen.
Ein nächster Arbeitsschritt bestand darin, den Taylorfaktor als Funktion der Dehnung in den
Programmiercode einzubauen (siehe Absatz 3.5.3), und eine neue Optimierung des
Parametersatz durchzuführen. Dieser Schritt führte aber auch nicht zu einer befriedigenden
Anpassung der experimentellen Fließkurve.
Wesentlich erschien vielmehr, dass nicht die mobilen Stufen– und Schraubenversetzungen
den Fließkurvenverlauf bestimmen, sondern die immobilen Versetzungen. Die immobilen
Versetzungen der Zellwände spielen hierbei trotz ihrer hohen Anzahl eine eher untergeordnete
Rolle. Ganz entscheidend macht sich in der Modellierung der Fließkurve die Anzahl der
immobilen Versetzungen im Zellinneren bemerkbar. Der Fließkurvenverlauf reagiert sehr
sensibel auf Änderungen der Dichte dieses Versetzungstyps. Änderungen der anderen
Versetzungsdichten, auch der immobilen Versetzungsdichten in den Zellwänden um ähnliche
Größenordnungen beeinflussen den Fließkurvenverlauf dagegen nur unerheblich. Dies ist
nicht weiter verwunderlich, schaut man sich die Formulierung der kinetischen
Grundgleichung an. Durch die Volumenbruchteilgewichtung des Zellinneren fi zu 0,9 bis 0,7
/Müller 1995/ liefert die Entwicklung der immobilen Versetzungsdichte im Zellinneren den
entscheidenden Beitrag zur Entwicklung der Fließspannung.
Die Ergebnisse zeigten also, dass die Annihilationsrate der immobilen Versetzungen im
Zellinneren zu schwach gewichtet war, um die experimentelle Fließkurve beschreiben zu
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können. Daraufhin wurde ein zusätzlicher Annihilationsterm für die immobilen Versetzungen
im Zellinneren eingebaut, der auf der Annahme basiert, dass die immobilen Versetzungen des
Zellinneren in die Zellwände wandern können und damit zu den immobilen Versetzungen der
Zellwände beitragen. Aber auch damit gelang es nicht, die experimentellen Fließkurven so zu
beschreiben, dass alle im Parametersatz enthaltenen physikalischen Größen in physikalisch
sinnvollen Grenzen lagen. Aufgrund der ausführlichen Formulierungen der
Strukturevolutionsgleichungen war zu erkennen, dass nicht viele der in den Parametersatz
einfließenden physikalischen Größen eine stärkere Abnahme dieser Versetzungsdichte
bedingen würden. Nun wurden die möglichen physikalischen Größen so geändert, dass die
experimentelle Fließkurve sinnvoll beschrieben werden konnte. Letztendlich blieb nur die
Möglichkeit, die Aktivierungsenthalpie für die Leerstellenbildung und –wanderung als eine
„effektive“ (scheinbare) Aktivierungsenthalpie, also eine von der Aktivierungsenthalpie der
Selbstdiffusion abweichende Aktivierungsenthalpie zu betrachten /z.B. Hertel 1980 a, b, Prinz
1984/, um die gewünschte Beschreibung zu erzielen. Alle anderen physikalischen Größen, die
in Frage gekommen wären, lagen um mehrere Größenordnungen außerhalb ihres physikalisch
sinnvollen Bereichs, wenn die experimentelle Fließkurve adäquat beschrieben wurde. Damit
enthielt der Parametersatz jetzt 19 physikalische Größen zur Beschreibung der Fließkurve.
Dies wird ausführlich im Kapitel 3.8 beschrieben.
Nachdem also die Fließkurve bei T=298 K und &ε=10-3 s-1 durch die Berücksichtigung einer
„effektiven“ Aktivierungsenthalpie beschrieben werden konnte, wurden weitere Fließkurven
der Legierung AA3004 aus dem Bereich der Kaltverformung modelliert. Es handelte sich
dabei um Fließkurven, die mit einer Dehngeschwindigkeit &ε=10-3 s-1 und den
Umformtemperaturen T=353 K und 408 K aufgenommen wurden. Roters hatte in seiner
Dissertation schon gezeigt, dass nicht davon auszugehen ist, das Fließkurvenfeld einer
Legierung beschreiben zu können, wenn eine Fließkurve dieser Legierung beschrieben
werden kann /Roters 1997/. Aufgrund der unter Absatz 3.2, Punkt I aufgeführten
Überlegungen wurden diese Fließkurven zunächst einzeln modelliert, d.h. jede der
Fließkurven wurde zunächst mit einem Parametersatz beschrieben. Die Ergebnisse dieser
Modellierung lieferten eine sehr gute Beschreibung der experimentellen Fließkurven und sind
in Absatz 3.8.1 dargestellt. Daraus konnte die erste Schlussfolgerung gezogen werden, dass
im zunächst geforderten Bereich der Kaltverformung Fließkurven mit dem Vier-
Strukturvariablen-Modell beschrieben werden können.
Es ist aber kein befriedigendes oder gar aussagekräftiges Ergebnis, jede Fließkurve mit 19
Parametern zu beschreiben. Deshalb wurde detailliert der Einfluss jeder einzelnen
physikalischen Größe des Parametersatzes auf den Fließkurvenverlauf überprüft. Dabei stellte
es sich heraus, dass zwölf der physikalischen Größen einen sehr geringen Einfluss auf den
Fließspannungsverlauf in dem Temperaturintervall der betrachteten Fließkurven zeigten. Es
wurde jeder dieser zwölf Parameter auf einen spezifischen festen Wert gesetzt, der innerhalb
des Intervalls der oberen und unteren spezifischen Grenze des jeweiligen Parameters lag, und
alle Fließkurven mit diesem neuen Parametersatz, der jetzt nur noch sieben physikalische
Größen enthielt, erneut modelliert. Von den weiterhin zur Optimierung freigelassenen sieben
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Parametern wurde angenommen, dass ihr Wert von den Umformbedingungen abhängt. Neben
den vorhandenen, oben beschriebenen Fließkurven, wurde eine weitere Fließkurve mit den
Umformparametern &ε=10-4s-1 und T=298 K in die Modellierung mit einbezogen7. Die
Ergebnisse lieferten wiederum eine sehr gute Beschreibung der experimentellen Fließkurven.
Zudem zeigten die Ergebnisse, dass fünf dieser sieben zur Optimierung freigegebenen
physikalischen Größen in sehr engen Grenzen unsystematisch mit Temperatur und
Dehngeschwindigkeit schwankten. Wiederum wurde für jede Fließkurve der Einfluss einer
Änderung jeweils einer dieser fünf Größen auf den Fließkurvenverlauf geprüft. Es stellte sich
heraus, dass in dem betrachteten Temperatur- [298 K – 408 K] und Dehngeschwindig-
keitsintervall [10-3 s-1-10-4 s-1] diese fünf Größen auf einen festen Wert gesetzt werden
konnten. Neben den vorhandenen vier Fließkurven wurde eine fünfte Fließkurve mit T=298 K
und &ε=10 s-1 in die Modellierung aufgenommen. Die fünf experimentell ermittelten
Fließkurven konnten mit zwei physikalischen Größen, innerhalb sinnvoller Fehlergrenzen gut
beschrieben werden. Wie in Absatz 3.8.2 ausführlich dargelegt, liegt der mittlere Fehler der
einzelnen Beschreibungen zwischen 1,0 und 5,4% .
Um schließlich die Allgemeingültigkeit des 4SM zu prüfen, wurde das bisher nur im Bereich
der Kaltumformung verwendete 4SM mit den beschriebenen zwei Parametern auf den
Temperaturbereich der Warmverformung angewandt. Die Zielsetzung war, ein
Fließkurvenfeld über den gesamten Temperaturbereich der Umformung mit einem
einheitlichen Parametersatz zu beschreiben, also die beiden Parameter durch eine empirische
Gleichung anzupassen. Dies wird ausführlich in Absatz 3.8.3 und 3.8.5 behandelt.
                                                
7 Diese Fließkurve war auch einer Optimierung mit 19 Parametern unterzogen worden. Diese Rechnung konnte
aber aufgrund von Rechenzeitproblemen nicht zu Ende geführt werden.
71
3.3. Kinetische Grundgleichung
Als kinetische Grundgleichung wird die von Orowan /Orowan1940/ aufgestellte Beziehung
&γ ρ= ⋅ ⋅m b v  (3.1)
verwendet. Hierbei ist &γ  die Summe der auf den einzelnen aktiven Gleitsystemen
stattfindenden Abgleitgeschwindigkeit, b der Burgersvektor, ρm  die Dichte der mobilen
Versetzungen und v  die mittlere Geschwindigkeit der mobilen Versetzungen.
Für das Vier-Strukturvariablen-Modell wird diese Gleichung derart modifiziert, dass sich die
gesamte Abgleitung γ  aus den Anteilen der Abgleitung der einzelnen Versetzungstypen
zusammensetzt. Es ergibt sich dann
γ γ γ γ γ γ= + ⇒ = +e s e s& & & (3.2a)
mit
&
&
,
,
γ ρ
γ ρ
e m e
s m s
b
b
= ⋅ ⋅
= ⋅ ⋅
v
v
e
s
(3.2 b)
Die Indizes e, s kennzeichnen hierbei die Größen, die zu den Stufenversetzungen (edge
dislocation) und Schraubenversetzungen (screw dislocation) gehören.
Wesentlich war nun, eine Formulierung für die Abgleitgeschwindigkeiten & ,γ e s  der beiden
Versetzungsarten zu erhalten, so dass diese selbst nicht explizit in Erscheinung treten, sondern
als Funktion der von außen vorgegebenen Umformgeschwindigkeit & &ε γ=
MTaylor
 beschrieben
werden können:
& &γ η γe e≡ ⋅ (3.3 a)
und
& &γ η γs s≡ ⋅ (3.3 b)
mit η ηe s+ = 1
Daraus folgt für die Anteile der Stufen- und Schraubenversetzungen an der gesamten
Abgleitgeschwindigkeit:
Anteil der Stufenversetzungen:
η ρ
ρ
ρ
ρ
e
m s s
m e e
m s
m e
=
+
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≡
+
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1
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1
1 1,
,
,
,
v
v
P (3.4 a)
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Anteil der Schraubenversetzungen:
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(3.4 b)
Für das Verhältnis der beiden Geschwindigkeiten ve und vs wurde der Faktor P v v1
s
e
≡
eingesetzt, da das Gleichungssystem ansonsten unterbestimmt gewesen wäre. Dieser Faktor
wurde in der Modellierung unabhängig von der Spannung als Konstante betrachtet. Aufgrund
der Messungen von Johnston und Gilman an Lithiumfluorid /Johnston 1959/ kann dies als
vereinfachende Annahme angesehen werden.
Abbildung 3.3.1:  Versetzungsgeschwindigkeiten als Funktion
      der Spannung, aus /Johnston 1958/
Für die mittleren Geschwindigkeiten der Versetzungen v ,e s  gilt allgemein:
v
w w
=
+
≅
λ λ
t t tm
 mit: tm<<tw (3.5)
Hierin sind tm, tw  die Zeiten, in der die Versetzung zwischen den Hindernissen des
Abstandes λ  frei laufen kann, bzw. vor den Hindernissen warten muss.
Als Hindernisse für die mobilen Versetzungen werden die Waldversetzungen betrachtet, die
durch den Schneidprozess überwunden werden können. Nach Seeger /Seeger 1955/ setzt sich
die kritische Schubspannung für das Versetzungsgleiten in kubisch flächenzentrierten
Metallen aus dem athermischen Anteil τpassier (oder τG) und dem thermisch aktivierbaren
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Anteil τeff (oder τS) zusammen, d.h. nur der Anteil τeff unterstützt den Schneidprozess. Für die
Wartezeit ergibt sich dann :
1
0t
eff
w B
U
k T
= ⋅ −
F
HG
I
KJν
τ
exp
b g (3.6)
Dabei sind ν 0 die Anschwingfrequenz einer Versetzung, k Bdie Boltzmann-Konstante, T die
absolute Temperatur und U τeffb gdie Enthalpie der Aktivierung, die von der effektiven
Spannung abhängt.
Die Aktivierungsenergie für den Schneidprozess bei T= 0 K, d.h. ohne thermische
Aktivierung, ist gleich der Bildungsenergie des entstehenden Versetzungssprungs. Sie ergibt
sich aus der Linienenergie einer Versetzung und der Länge des Sprungs b vereinfacht zu:
Q Gb
2
b = Gb
2
2 3
= ⋅ (3.7)
Diese für einen Schneidprozess bei T= 0 K aufzubringende (theoretische) Aktivierungs-
energie kann durch die von der effektiven Spannung geleisteten Arbeit erhöht oder vermindert
werden. Die von der effektiven Spannung geleistete Arbeit ergibt sich aus dem Abstand der
Hindernisse (Waldversetzungen), da ein Versetzungsstück der primären Versetzung dieser
Länge zwischen den Hindernissen bewegt werden muss, der Länge b des Sprungs und der
Hindernistiefe h (durch Aufspaltung, in Abbildung 3.3.2 mit d gekennzeichnet) zu /z.B.
Haasen 1984, S.274 ff/
A b h= ⋅ ⋅ ⋅τ λeff (3.8)
Abbildung 3.3.2:  Zum Verständnis des Schneidprozesses
Da aufgrund der thermischen Aktivierung die Bewegung der Versetzungen auch entgegen der
Richtung der äußeren Spannung ablaufen kann, ergibt sich resultierend für die
Versetzungsgeschwindigkeit:
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Hierbei wird V b h= ⋅ ⋅λ  als das sogenannte Aktivierungsvolumen definiert, wobei h die
Hindernistiefe der zu schneidenden Versetzung darstellt.
Diese Beziehung wird für die mittlere Geschwindigkeit der Stufenversetzungen übernommen.
Die mittlere Geschwindigkeit der Schraubenversetzungen wird durch den allgemeinen Ansatz
der Versetzungsgeschwindigkeit hergeleitet (Gleichungen (3.5) und (3.6)), unter der
Annahme, dass das Quergleiten der Schraubenversetzungen hier der thermisch aktivierte,
geschwindigkeitsbestimmende und durch die Spannung unterstützte Prozess ist. Damit ergibt
sich die mittlere Geschwindigkeit der Schraubenversetzungen wegen
v
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k Ts
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(3.10)
mit
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⋅λ ν τ
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Hierbei ist A die Quergleitkonstante und τM ist die für das Quergleiten notwendige
Schubspannung ohne thermische Aktivierung (z.B. Berner und Kronmüller in /Seeger 1965,
S. 109 ff./, /Haasen 1984, S. 276 ff/).
Mit der Annahme, dass die mobile Versetzungsdichte der jeweiligen Versetzungstypen im
Zellinneren und in der Zellwand gleich groß ist, damit die Dehnung homogen bleibt, also
v v ve e e= =Zellinneres Zellwanda f a f (3.13)
und
v v Zellinneres v Wands s s= =( ) ( ) (3.14)
können die Geschwindigkeiten der beiden Versetzungstypen hergeleitet werden zu:
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Die Indices i und w kennzeichnen hier die unterschiedlichen Bereich von Zellinnerem und
Zellwand.
Aus den Gleichungen (3.15) und (3.16) können dann die effektiven Spannungen für die
Zellwand τeff w,  und für das Zellinnere τeff i,  berechnet werden, welche für die Berechnung
der von außen angelegten Fließspannung benötigt werden.
Um die zur Versetzungsbewegung notwendige Schubspannung berechnen zu können, muss
nun noch die Passierspannung zu der effektiven Spannung addiert werden.
Für die Schubspannungen im Zellinneren und in der Wand ergibt sich also:
τ τ α ρi i i iG b= + ⋅ ⋅ ⋅eff, (3.17 a)
τ τ α ρw w w wG b= + ⋅ ⋅ ⋅eff, (3.17 b)
wobei αi, w Proportionalitätsfaktoren für das Zellinnere und die Zellwand sind.
Für die von außen angelegte Fließspannung σ gilt
σ τ τ= ⋅ + ⋅M f fi i w wb g (3.18)
Dabei ist M der Taylorfaktor für den jeweiligen Verformungsmodus, der hier als Funktion der
Dehnung verstanden wird, sich also im Laufe der plastischen Verformung ändert, siehe
Absatz 3.5.3, und fi , fw die Volumenbruchteile des Zellinneren und der Zellwände. Die
ausführliche Formulierung der Gleichung (3.18) ist in Absatz 3.4.5 zu finden.
Um nun die Fließspannung für den gesamten Verformungsbereich berechnen zu können,
muss die Entwicklung der Strukturvariablen über die Dehnung bekannt sein. Dies wird im
folgenden beschrieben.
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3.4 Die Strukturevolutionsgleichungen
Die Entwicklung der vier Strukturvariablen, der Dichten der mobile Stufenversetzungen ρm e, ,
der mobilen Schraubenversetzungen ρm s, , der immobilen Versetzungen im Zellinneren ρi
und der immobilen Versetzungen in den Zellwänden ρw , wird im folgenden vorgestellt, es
wird, wie bei den in Absatz 1.3 beschriebenen Modellen von der grundsätzlichen Form
d
d
d
d
d
d
ρ
γ
ρ
γ
ρ
γ
=
F
HG
I
KJ +
F
HG
I
KJ
− +
Annihilation Produktion
(3.19)
ausgegangen.
Die Abnahme der mobilen Versetzungsdichten wird entsprechend der Orowanbeziehung
bestimmt. Die Orowanbeziehung besagt, dass ein Zuwachs dγ der Abgleitung durch die
Bewegung der Versetzungen auf ihrer Gleitebene um einen freien Laufweg dL verursacht
wird, also:
d b dLmγ ρ= ⋅ ⋅ (3.20a)
oder
&γ ρ= ⋅ ⋅m b v  (3.20b)
Das heißt, die Abnahme der Versetzungen erfolgt auf einer mikroskopischen Zeitskala, es
wird die Geschwindigkeit der Versetzungen pro Zeitintervall betrachtet. Für die Produktion
wird angenommen, dass die Fluktuationen in den Geschwindigkeiten vernachlässigt werden
können, so dass die Produktion auf einer mesoskopischen Zeitskala erfolgt, in der Art, dass
hier eine mittlere freie Weglänge betrachtet wird, und die Änderung der Versetzungsdichte
mit der Abgleitung entscheidend ist:
& &γ ρ= ⋅ ⋅m b L  (3.20c)
3.4.1 Entwicklung der mobilen Stufenversetzungsdichte
Die Produktion der mobilen Stufenversetzungsdichte erfolgt unter der Annahme, dass sich die
mobilen Stufenversetzungen durch die gesamte Zellstruktur bewegen können, sie
durchwandern also sowohl das Zellinnere als auch die Zellwände.
Die Speicherung der mobilen Stufenversetzungen, die zur Verfestigung führt, kann mit Hilfe
der mittleren freien Weglänge Le beschrieben werden. Dabei gibt Le den mittleren Laufweg
der Stufenversetzung in ihrer Gleitebene bis zur Immobilisierung an. (Aufgrund der
Untersuchungen von Mader /Mader 1957/, der mittels elektronenmikroskopischer
Untersuchungen fand, dass das Verhältnis der Gleitlinienlängen von Stufenversetzungen zu
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Schraubenversetzungen der Beziehung L L Konstantee s = folgt, wird für Stufen- und
Schraubenversetzungen ein unterschiedlicher Laufweg angenommen.)
Pro Abgleitinkrement dγ ergibt sich für die inkrementelle Zunahme der mobilen
Stufenversetzungsdichte dρm e, :
d L b d
L b
e
e
γ ρ
ρ η γ
e m e
m e
e
= ⋅ ⋅
⇔ =
⋅
⋅
,
,&
& (3.21)
Die mittlere freie Weglänge Le wird hier in Anlehnung an das Hybridmodell /Estrin 1984/ zu
1 1 1
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e i
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e w
w Korn Korn Teilchen Teilchen
= + +
⋅
+
β
ρ
β
ρ κ κ
, ,
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(3.22)
gesetzt.
Hierbei sind die Parameter βe i, , βe w,  die für Stufenversetzungen spezifischen Propor-
tionalitätskonstanten. Im weiteren sind κKorn  und κTeilchen  Proportionalitätskonstanten, und
DKorn  und dTeilchen  die mittlere Korngröße bzw. der mittlere Teilchenabstand nicht
schneidbarer Teilchen. Für die Schraubenversetzungen werden dann eigene Proportionalitäts-
konstantenβs i, ,βs w,  verwendet. Nach Estrin /Estrin1986/ variiert die Proportionalitäts-
konstante β aufgrund der Ausbildung einer Substruktur mit der Verformung. Der Einfachheit
halber wird hier aber - wie auch bei Estrin - ein konstanter Wert der Größen βe i, , βe w,
angenommen, zumal die später gezeigten Ergebnisse der Modellierung weitere
Vereinfachungen erlauben.
Entsprechend dem Drei-Parameter-Modell wird nun die Annihilation der mobilen
Stufenversetzungsdichte durch drei Prozesse verursacht:
• Spontane Annihilation
• Dipolbildung
• Bildung von sesshaften Lomer-Versetzungen
Es soll an dieser Stelle darauf hingewiesen werden, dass in der hier erstellten Modellierung
die sesshaften Versetzungen ausschließlich als Lomer-Versetzungen und nicht als Lomer-
Cottrell-Versetzungen betrachtet werden. Diese Unterscheidung ist dadurch notwendig, da für
Lomer-Cottrell-Versetzungen keine Möglichkeit der Annihilation durch Klettern besteht, was
zu einer höheren Verfestigung auch in der Warmumformung führen kann /z.B. Schulze 1967/.
Diese Annahme wurde aufgrund der hohen Stapelfehlerenergie für Aluminium getroffen. Der
Zusatz von Magnesium führt zwar zu einer verringerten Stapelfehlerenergie, jedoch ist bei
dem vorliegenden Mg-Gehalt von etwa 1Gew.-% der modellierten Legierung AA3004 die
Änderung gering /Schulthess 1997/.
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Abbildung 3.4.1: Lomer-Cottrell-Versetzung: Die Lomer-Cottrell-Versetzung ist an den
schraffiert dargestellten Stapelfehler gebunden und kann daher nicht
klettern, aus /Schulze 1967/
Spontane Annihilation
Für die Abnahme der Stufenversetzungen aufgrund spontaner Annihilation wird in Anlehnung
an Essmann und Mughrabi /Essmann 1979/ angenommen, dass sich zwei antiparallele
Versetzungen gegenseitig annihilieren können, wenn sie sich bis auf einen Abstand dannihil-k
nahe kommen. Die Abnahme der mobilen Stufenversetzungen durch diesen Mechanismus
wird dann folgendermaßen berücksichtigt:
Die Abbildung 3.4.1. legt eine Fläche v dt de annihil k⋅ ⋅ −  fest, in der die
Annihilationsereignisse pro Zeitinkrement stattfinden sollen. Dabei ergibt sich die Länge der
Fläche zu der Strecke ve ⋅dt , die eine Versetzung aufgrund ihrer Geschwindigkeit in dem
Zeitinkrement zurücklegen kann. Die Höhe der Fläche wird als der Abstand dannihil-k
betrachtet, in dem sich zwei antiparallele Versetzungen auslöschen können. Die zur Reaktion
fähigen Versetzungen entsprechen der Anzahl der Versetzungen in der Fläche, also der
Versetzungsdichte ρm,e. Die Versetzungen können nur mit einem antiparallelen Partner
reagieren. Deren Dichte ergibt sich aus der Überlegung, dass gleich viele negative wie
positive Versetzungen vorhanden sind (Faktor 1 2), wobei die miteinander reagierenden
Versetzungen auf dem gleichen aktiven Gleitsystem liegen müssen (Faktor 1 ng , mit ng =
Anzahl der aktiven Gleitsysteme). Zudem kommt es mit jedem Annihilationsereignis zur
Vernichtung von zwei Versetzungen. Damit ergibt sich für die Abnahme der mobilen
Stufenversetzungen:
d dt d
nm e annihil k m e
m e
g
ρ ρ
ρ
, ,
,
−
−
= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅
⋅
2
2
ve (3.23)
Das Produkt ve ⋅ρm e,  kann durch Umformung der Gleichung (3.2b) ersetzt werden, so dass
sich die Abnahme der mobilen Stufenversetzungen aufgrund spontaner Annihilation als
Funktion der von außen vorgegebenen Dehngeschwindigkeit zu
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d
dt n b
dm e e
g
annihil k m e
ρ η γ ρ,
&
,
−
−
=
⋅
⋅
⋅ ⋅ (3.24)
beschreiben lässt.
d annihil-k
ve·dt
.
Abbildung 3.4.2:  Definition der Reaktionsfläche für spontane Annihilationsereignisse
An dieser Stelle sei angemerkt, dass der im DPM verwendete Annihilationsabstand dannihil-k
der Hälfte des Annihilationsabstandes dannihil-k des 4SM entspricht, da die oberhalb und
unterhalb der Gleitebene liegenden, zur Annihilation benötigten antiparallelen Versetzungen
gleichwertig sind. Dies gilt auch für die in den nächsten Abschnitten definierten
Annihilationsabstände ddipol und dannihil-g.
Dipolbildung
Die Dipolbildung berechnet sich analog zur spontanen Annihilation, nur wird hierbei eine
andere Reaktionsfläche betrachtet (Abbildung 3.4.2). Für die Dipolbildung wird
angenommen, dass die miteinander reagierenden Versetzungspartner einen Abstand
zueinander haben müssen, der größer ist, als der Abstand dannihil-k, bei dem spontane
Annihilation stattfindet, aber nicht so groß sein darf, dass sich die Versetzungen aufgrund des
äußeren Spannungsfeldes passieren können.
Die Reaktionsfläche für die Dipolbildung ist damit d d dtdipol annihil k− ⋅ ⋅−d i ve  und es ergibt
sich für die Abnahme der mobilen Stufenversetzungen aufgrund der Dipolbildung
d
dt n b
d dm e e
g
dipol annihil k m e
ρ η γ ρ,
&
,
−
−
=
⋅
⋅
⋅ − ⋅d i (3.25)
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ve·dt
ddipol
Abbildung 3.4.3:  Definition der Reaktionsfläche für die Dipolbildung
Der Dipolabstand ist dabei der Abstand, bei dem das äußere Spannungsfeld τ τext passier−
nicht ausreicht, die Versetzungen entgegen ihrer elastischen Wechselwirkung τxy d dipol( _ )
aneinander vorbei zu treiben. Die Passierspannung wird hierbei nicht berücksichtigt, da diese
im Mittel immer zu überwinden ist. Damit ergibt sich für den Dipolabstand als Funktion der
effektiven Spannung
τ
π
eff
dipol
G b
v d
=
⋅
⋅ ⋅ − ⋅2 1
3
8a f (3.26)
Bildung von Lomer-Versetzungen
Ebenso wie für die spontane Annihilation der mobilen Stufenversetzungen wird die Bildung
von Lomer- Versetzungen hergeleitet. Es ist an dieser Stelle allerdings statt des kritischen
Abstandes dannihil-k der Abstand dlock einzusetzen und es ist zu berücksichtigen, dass nur
Versetzungen unterschiedlicher Gleitsysteme miteinander dieses Reaktionsprodukt bilden
können, weshalb sich statt des Faktors 1 2ng der Faktor( )n ng g−1 ergibt. Für die Bildung der
Lomer- Versetzungen folgt dann als Abnahmerate:
d
dt b
n
n
dm e e g
g
lock m e
ρ η γ ρ,
&
,
−
= ⋅
⋅
−
⋅ ⋅2
1
(3.27)
Aus den Gleichungen (3.21), (3.24), (3.25) und (3.27) kann die Evolution der mobilen
Stufenversetzungen zusammenfassend als
d
dt
M
b L n
d d nm e e
e g
dipol lock g m
ρ η ε ρ,
&
=
⋅ ⋅
− + − ⋅
L
N
MM
O
Q
PP
1 1 2 1d ie j (3.28)
beschrieben werden. Die ausführliche Formulierung dieser Gleichung ist in Absatz 3.4.5
dargestellt.
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3.4.2 Entwicklung der mobilen Schraubenversetzungsdichte
Die Produktion der mobilen Schraubenversetzungen erfolgt analog der Zunahme der
Stufenversetzungen, wobei für die Schraubenversetzungen ein anderer Laufweg angenommen
wird. Dies wird, wie schon erwähnt, durch andere Proportionalitätskonstanten β βs,i s,w,
beschrieben.
1 1 1
Ls
s i
i
s w
w Korn Korn Teilchen Teilchen
= + +
⋅
+
β
ρ
β
ρ κ κ
, ,
D d
(3.29)
Zudem wird ein anderer Anteil ηs der Schraubenversetzungen (siehe Gleichung (3.3)) an der
Abgleitgeschwindigkeit berücksichtigt. Für die Abnahme der Schraubenversetzungen wird
angenommen, dass sie, ebenso wie die Stufenversetzungen, Lomer-Versetzungen bilden und,
dass sie sich aufgrund ihrer Wechselwirkung annihilieren können. Bei der Bildung der
Lomer-Versetzungen wechselwirken nur Versetzungen gleichen Typs miteinander,
Schraubenversetzungen reagieren also nicht mit Stufenversetzungen zu einer Lomer-
Versetzung. Die Dipolbildung für Schraubenversetzungen wird nicht in Betracht gezogen.
Diese Annahme wird aufgrund der elektronenmikroskopischen Untersuchungen von Essmann
/Essmann 1965/, sowie Tippelt und Mitarbeiter /Tippelt 1997/ unterstützt. Essmann fand in
Kupfer-Einkristallen, die für Einfachgleitung orientiert waren, im Bereich I der Fließkurve
nahezu keine Schraubenversetzung. Zudem beobachtete er Versetzungssprünge auf der
Quergleitebene. Dies deutet darauf hin, dass Schraubenversetzungen sich schon im Bereich I
der Fließkurve durch Quergleitung annihilieren können. Im weiteren berichten Tippelt und
Mitarbeiter von TEM Untersuchungen an Nickel-Einkristallen, bei denen man feststellte, dass
in den Zellwänden hauptsächlich Dipole aus Stufenversetzungen, gestörten Dipolen ("faulted
dipoles8"), sowie einzelnen Versetzungen mit Stufencharakter existieren. Im Zellinneren
dominieren dann Schraubenversetzungen.
Die Evolutionsgleichung der Schraubenversetzungen setzt sich damit aus der Produktionsrate
und den Abnahmeraten aufgrund spontaner Annihilation und Bildung von Lomer-
Versetzungen zusammen.
Für die Evolutionsgleichung der Schraubenversetzungen lässt sich demnach schreiben:
d
dt
M
b L
d
n
d
n
n
s s
s
annihil s
g
m s lock
g
g
m s
ρ η ε ρ ρ= ⋅ ⋅ − ⋅ − ⋅
−
F
HG
I
KJ−
&
, ,
1 1 2
1
(3.30)
Hierbei ist dannihil-s der kritische Abstand, bei dem Annihilation zweier antiparalleler
Schraubenversetzungen stattfindet. In Anlehnung an Essmann und Mughrabi /Essmann 1979/
wurde dieser Abstand zu:
                                                
8 Diese Dipolkonfiguration besteht nach Tippelt und Mitarbeitern aus zwei Shockley- und zwei Lomer-Cottrell-
Versetzungen.
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d G bannihil s
eff
−
=
⋅
⋅4π τ
(3.31)
gesetzt. Die ausführliche Formulierung dieser Gleichung ist wiederum in Absatz 3.4.5 zu
finden.
3.4.3 Entwicklung der immobilen Versetzungsdichte im Zellinneren
Die immobilen Versetzungen des Zellinneren entsprechen den sesshaften Lomer-Ver-
setzungen, die von mobilen Stufen- und Schraubenversetzungen gebildet worden sind, d.h. die
Produktionsrate der immobilen Versetzungen ist äquivalent zur Abnahmerate der mobilen
Stufen- und Schraubenversetzungen aufgrund der Bildung von Lomer-Versetzungen.
Die Abnahme der immobilen Versetzungen des Zellinneren wird durch den
diffusionsgesteuerten Klettermechanismus berücksichtigt. Hierbei macht es keinen
Unterschied, ob die gebildeten Lomer-Versetzungen durch Schrauben- oder
Stufenversetzungen entstehen. Wesentlich ist nur, dass die Lomer-Versetzungen -im
betrachteten Fall- in einer (100)-Ebene liegen müssen, die keine Gleitebene darstellt. Das
Linienelement der Lomer-Versetzung entspricht dabei der Schnittkante der beiden
Gleitsysteme, der resultierende Burgersvektor ist das Reaktionsprodukt der beiden beteiligten
Burgersvektoren, so dass eine durch Schraubenversetzungen gebildete Lomer-Versetzung
auch Stufencharakter aufweist.
dannihil-g
v kletter
Abbildung 3.4.4:  Definition der Reaktionsfläche für die Annihilation von Lomer-
      Versetzungen
Die Klettergeschwindigkeit ergibt sich aus der diffusionskontrollierten Beweglichkeit der
Versetzung und der auf sie wirkenden Kraft zu:
vkletter i,wi,w = ⋅ ⋅
D
k T
A
B
Aktτ (3.32)
Hierbei sind D der Diffusionskoeffizient und AAkt die Aktivierungsfläche der Diffusion.
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Neben der Annihilationsmöglichkeit durch eine antiparallele Lomer-Versetzung wird hier
noch berücksichtigt, dass sich eine Lomer-Versetzung durch den Kletterprozess in die
Zellwand begeben kann. Die Rate, mit der ein solches Ereignis geschieht, also eine im
Zellinneren gelegene Lomer-Versetzung mit der Geschwindigkeit vkletter die Zellwand
erreichen kann, wird durch ihren zurückzulegenden Weg bestimmt. Dieser wurde im Mittel zu
der halben Subkorngröße gesetzt.
Die Abnahme muss zudem proportional der Dichte der immobilen Versetzungen des
Zellinneren sein. Damit ergibt sich die zusätzliche Abnahmerate zu:
d
dt
Subkorn
D
i
i
ρ ρ
−
=a f vkletter
Subkorn
i (3.33)
Für die Subkorngröße wurde nach Holt /Holt 1970/ angenommen, dass sie sich reziprok zu
der Wurzel der Gesamtversetzungsdichte verhält, also
D KSubkornSubkorn
G
=
1
ρ
. (3.34)
Für die Entwicklung der immobilen Versetzungen im Zellinneren folgt daher:
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(3.35)
Die ausführliche Formulierung dieser Gleichung ist in Absatz 3.4.5 dargestellt.
3.4.4 Entwicklung der immobilen Versetzungsdichte in den Zellwänden
Die Zunahme der immobilen Versetzungsdichte in den Zellwänden setzt sich aus der Bildung
der Lomer-Versetzungen durch die Stufen– und die Schraubenversetzungen und der
Dipolbildung der Stufenversetzungen zusammen. Dabei wird die Bildung der Dipole mit dem
Volumenbruchteil der Zellwände gewichtet, da angenommen wird, dass sich die Dipole
ausschließlich in den Zellwänden anhäufen.
Die aus dem Zellinneren in die Zellwände gekletterten Lomer-Versetzungen werden als
zusätzlicher Produktionsterm für die immobilen Versetzungen der Zellwände aufgenommen.
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Die Annihilationsterme ergeben sich durch Kollabieren der Dipole und der Vernichtung der
Lomer-Versetzungen durch Klettern. Die Evolutionsgleichung der immobilen Versetzungen
in den Zellwänden ergibt sich somit zu:
d M
b n
d n
f
d d
d
g
lock g e e s s
w
dipol annihil k e e
i
ρ ε η ρ η ρ η ρ
ρ ρ
w
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2 1 1d i b g d i
     (3.36)
Die ausführliche Formulierung dieser Gleichung ist in Absatz 3.4.5 dargestellt.
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3.4.5. Ausführliche Formulierung der vier Strukturevolutionsgleichungen und
der kinetischen Gleichung
Um die Darstellung übersichtlich zu halten, sollen die Strukturevolutionsgleichungen und die
kinetische Gleichung nur hier ausführlich dokumentiert werden. Anhand dieser Formulierung
kann eine erste Abschätzung erfolgen, welchen Einfluss die einzelnen physikalischen Größen
und Proportionalitätskonstanten (Parameter) auf die Strukturvariablen und damit auf den
Fließspannungsverlauf haben. In dieser Form sind die Gleichungen an das Programm
übergeben worden:
3.4.5.1 Mobile Stufenversetzungen
d
dt
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Durch Einsetzen der Gleichungen (3.4a), (3.15), (3.22) und (3.26) ergibt sich:
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3.4.5.2 Mobile Schraubenversetzungen
d
dt
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Durch Einsetzen der Gleichungen (3.4b), (3.12), (3.16), (3.17a) und (3.31) ergibt sich:
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3.4.5.3 Immobile Versetzungen des Zellinneren
d
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Durch Einsetzen der Gleichungen (3.4a), (3.4b), (3.16), (3.17a), (3.32) und (3.34) ergibt sich:
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3.4.5.4 Immobile Versetzungen der Zellwände
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Mit den Gleichungen (3.4a), (3.4b), (3.15), (3.17b), (3.26) und (3.32) folgt:
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3.4.5.5 Kinetische Gleichung
σ τ τ= ⋅ ⋅ + ⋅M f fi wi wb g
Mit den Gleichungen (3.4a), (3.4b), (3.15), (3.16), (3.17a) und (3.17b) ergibt sich:
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3.5 Darstellung der in das 4SM eingehenden Parameter
Für die Modellierung der Fließkurven werden im 4SM einige der benötigten physikalischen
Größen oder Proportionalitätskonstanten (Parameter) als Konstanten an die
Programmroutinen übergeben. Die übrigen physikalischen Parameter gehen in den
Parametersatz ein und werden mit Hilfe der in Absatz 3.6.2 beschriebenen
Optimierungsroutine innerhalb physikalisch sinnvoller Grenzen an die experimentellen Daten
angepasst:
3.5.1 Festgelegte physikalische Parameter
In der folgenden Tabelle sind die Parameter dargestellt, welche mit konstantem Wert in die
Modellierung eingehen:
Parameter Wert
Dehngeschwindigkeit laut Versuch
Temperatur laut Versuch
Burgersvektor b 2,86⋅10-10 m
Schubmodul G 26,8⋅103-15⋅(T-300) MPa
Querkontraktionszahl ν 0,34
Anschwingfrequenz ν0 7,8⋅109 s-1
Aktivierungsenergie Versetzungsschneiden 1,957 eV
Korngröße DKorn laut Messung
Teilchenabstand dteil9 2⋅10-6 m
Selbstdiffusionskonstante D0 1,3⋅10-4 m2⋅s-1
Konstante Subkorngröße10 KSubkorn 16
Tabelle 3.5.1: In die Modellierung einfließende physikalische Größen
mit konstantem Wert
                                                
9 Abgeschätzt aus /Engler 1996/
10 Die Konstante für die Subkorngröße wurde mit Hilfe der Skalenrelation nach Holt /Holt 1970/, der
Untersuchungen von Gil Sevillano /Gil Sevillano 1980/ und der Taylorbeziehung abgeschätzt.
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3.5.2 Zur Optimierung freigegebene physikalische Parameter
Parameter Wertebereich
Effektive Aktivierungsenthalpie Heff 0,6-1,38 eV
Volumenbruchteil des Zellinneren fi 0,7-0,9
Wechselwirkungskoeffizient Stufenversetzungen im Zellinneren βe, i 10-100
Wechselwirkungskoeffizient Stufenversetzungen in Zellwand βe, w 10-100
Proportionalitätskonstante κKorn 0,1-1,0
Anzahl aktiver Gleitsysteme ng 2-5
Kritischer Abstand zur Bildung von Lomer-Versetzungen dlock 1⋅10-8-1⋅10-9 m
Kritischer Abstand für spontane Annihilation dannihil-g 1⋅10-8-1⋅10-9 m
Kritischer Abstand für spontane Annihilation dannihil-k 1⋅10-8-1⋅10-9 m
Aktivierungsfläche für Klettern AAkt (1–5)⋅b2
Faktor Passierspannung Zellinneres αi 0,2-0,6
Faktor Passierspannung Zellwand αw 0,2-0,6
Aufspaltungsweite h (1-5)⋅b
Wechselwirkungskoeffizient Schraubenversetzungen im Zellinneren βs, i 10-100
Wechselwirkungskoeffizient Schraubenversetzungen in Zellwand βs, w 10-100
Proportionalitätskonstante κTeilchen 0,1-1,0
Geschwindigkeitsverhältnis Schrauben- zu Stufenversetzungen P1 0,1-10
Quergleitkonstante A 0,1–1,2 eV
Kritische Schubspannung zum Quergleiten ohne therm. Aktivierung τM 20-800 MPa
Tabelle 3.5.2: In das 4SM eingehende physikalische Größen und Proportionalitätskonstanten,
die zur Optimierung freigegeben werden.
3.5.3 Der Taylorfaktor als Funktion der Dehnung
Für das Vier-Strukturvariablen-Modell wurde berücksichtigt, dass sich der Taylorfaktor mit
der Verformung ändert. Dabei ist zu beachten, dass die Entwicklung des Taylorfaktors auch
abhängig vom Umformmodus (Drücken, Ziehen, Verdrehen) ist. Da das Modell anhand von
Druckversuchen überprüft wurde, wird die Entwicklung des Taylorfaktors mit der Dehnung
für diesen Umformmodus dargestellt. An dieser Stelle soll nur ein kurzer Überblick der
Entwicklung des Taylorfaktors gegeben werden. Die verwendeten Daten wurden am Institut
für Metallkunde und Metallphysik, RWTH Aachen berechnet /Beckers 1998/. Für eine
detaillierte Darstellung wird auf diese Literaturstelle verwiesen.
Die Fließgrenze eines Vielkristalls kann nur dann erreicht werden, wenn in allen seinen
Körnern die zur Versetzungsbewegung nötige kritische Schubspannung erreicht worden ist.
Von Taylor wurde postuliert, dass die Kompatibilität der einzelnen Kristallite während der
plastischen Verformung gewährleistet bleibt, wenn jeder Kristallit die von außen vorgegebene
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Formänderung ausführt. Eine beliebige Formänderung kann durch den
Verschiebungsgradiententensor e beschrieben werden, der sich in einen symmetrischen Anteil
ε  und einen antisymmetrischen Anteil ϖ zerlegen lässt. Hierbei beschreibt der
Dehnungstensor ε  die Formänderung des Volumenelements und bestimmt die jeweils aktiven
Gleitsysteme, ϖ beschreibt dagegen die so genannte Starrkörperrotation des betrachteten
Volumenelements, für die keine Abgleitung benötigt wird.
Der Dehnungstensor hat aufgrund seiner symmetrischen Eigenschaft und der Bedingung für
Volumenkonstanz bei der Formänderung fünf unabhängige Komponenten, d.h. eine beliebige
Formänderung kann durch fünf unabhängige Gleitsysteme ausgeführt werden. In kubischen
Metallen liegen zwölf kristallographisch gleichwertige Gleitsysteme vor, so dass man 792
verschiedene Kombinationen von fünf Gleitsystemen bilden kann (12 über fünf), wovon
allerdings nur 384 Kombinationen aus fünf linear unabhängigen Gleitsystemen vorliegen. Die
Auswahl der aktiven fünf Gleitsysteme erfolgt derart, dass die fünf Gleitsysteme von den
zwölf möglichen Gleitsystemen ausgewählt werden, bei denen die geringste Energie
aufgebracht werden muss. Die Taylorenergie ist dabei definiert als
E M dTaylor c
s
c vM
s
= ∑ ⋅ = ⋅ ⋅∑τ γ τ ε (3.37)
In Abhängigkeit der von außen vorgegebenen Dehngeschwindigkeit kann auch die
Umformleistung als Kriterium benutzt werden:
P M dTaylor c
s
c vM
s
= ∑ ⋅ = ⋅ ⋅∑τ γ τ ε& & (3.37a)
Hierbei ist τcs die kritische Schubspannung des Gleitsystems s und dγs dessen Abgleitbetrag,
d vMε bezeichnet die Vergleichsformänderung nach von Mises
11. Der Taylorfaktor ist als die
Summe über die Absolutwerte der Abgleitung definiert:
M
d
s
vMs
=∑ γ
ε
                                                                              (3.38)
Vereinfachend wird in der Taylormodellierung angenommen, dass die kritische
Schubspannung τc für alle berücksichtigten Gleitsysteme gleich groß ist und während der
plastischen Verformung konstant bleibt. Kommt es mit diesem Kriterium zu keiner
eindeutigen Auswahl der Gleitsysteme, also liegen mehrere gleichwertige Kombinationen von
fünf Gleitsystemen vor, so wird eine zufällige Auswahl zwischen diesen Kombinationen
getroffen. Der Taylorfaktor wird dann für jeden Umformschritt aus der Summe der
                                                
11 Es gilt für die Vergleichsformänderung nach von Mises:ε ε εvM ij ij= ⋅
2
3
, wobei εij die lokale
Gesamtformänderung ist, die sich aus der Summe der Formänderungsinkremente an einem Volumenelement
ergibt /z. B. Kopp 1998/.
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Abscherbeträge berechnet, durch welche der Umformschritt in der Modellierung realisiert
wird.
Der in Abbildung 3.5.3 dargestellte Taylorfaktor als Funktion der Dehnung wird durch ein
Polynom angepasst. Diese Formulierung ist für das Vier-Strukturvariablen-Modell
übernommen und in den Programmiercode implementiert worden.
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Abbildung 3.5.3:  Entwicklung des Taylorfaktors als Funktion
     der Vergleichsformänderung nach von Mises
     für den Druckversuch
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3.6 Umsetzung der Modellierung in ein PC-Programm
3.6.1 Integrationsalgorithmus
Im Gegensatz zum Drei-Parameter-Modell ist die Integration der vier
Strukturevolutionsgleichungen mit dem klassischen Runge-Kutta-Verfahren durchgeführt
worden /z.B. Schnakenberg 1995, Engeln-Müllges 1993/. Der wesentliche Unterschied zum
Euler-Cauchy-Verfahren, das als Integrationsalgorithmus im Drei-Parameter-Modell
verwendet wurde, besteht in der Ordnung des lokalen Fehlers12. Für das Euler–Cauchy-
Verfahren ist lokale Fehler von der Ordnung O(dt2), beim Runge-Kutta-Verfahren dagegen
von der Ordnung O(dt5). Für den globalen Fehler, also für die Abweichung des berechneten
vom exakten Kurvenverlauf, kann dies deutliche Auswirkungen haben /Stoer 1990,
Kiesewetter 1974/.
Das klassische Runge-Kutta-Verfahren zur Lösung einer Differentialgleichung der Form
dx
dt
f x t= ( , )
lautet:
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h ist die Schrittweite auf der t-Achse.
Zusätzlich wurde noch eine automatische Schrittweitenkontrolle in die Integrationsroutine
eingearbeitet, die durch das folgende Kriterium bestimmt wird:
0 025 0 12 3
1 2
, ,, ,
, ,
<
−
−
<
k k
k k
i i
i i
 (3.41)
                                                
12 Der lokale Fehler beschreibt die Abweichung an der Stelle t= (n+1)⋅h der Lösung der Differenzengleichung
von der Lösung der Differentialgleichung unter der Voraussetzung, dass die Lösungen an der Stelle t= n⋅h
übereinstimmten. D.h. der lokale Fehler beschreibt den Fehler, der innerhalb eines Zeitschritts gemacht wird.
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3.6.2 Optimierungsroutine
Die Parameteroptimierung im 4SM baut auf dem Prinzip des „Simulated Annealing“ auf.
Dieser Optimierungsalgorithmus unterscheidet sich wesentlich von dem im Drei-Parameter-
Modell angewendeten Suchverfahren des Random Walk durch das Enthalten einer Strategie
zur Duchforstung des Parameterraums und durch sein „nicht-gieriges“ Verhalten.
Das physikalische Vorbild des Simulated Annealing (SA) ist ein Vielteilchensystem, das
einen Zustand niedrigster Energie erreicht, wenn man das System langsam abkühlt.
Im Vier-Strukturvariablen-Modell besteht das zu optimierende System zunächst aus den 19
physikalischen Parametern, die in den Parametersatz eingehen und den Fließkurvenverlauf
mit bestimmen (siehe Absatz 3.5.2). Die Größenordnung dieser physikalischen Parameter ist
zwar bekannt, ihr genauer Wert dagegen nicht.
Ginge man davon aus, dass es für jeden Parameter vier mögliche (sinnvolle) Werte geben
würde, so ergibt sich die Anzahl der möglichen Konfigurationen im Parameterraum zu
4 2 75 1019 11≈ ⋅,  möglichen Konfigurationen. Für jede dieser Konfigurationen muss eine
Fließkurve berechnet und mit der experimentell ermittelten Fließkurve verglichen werden, um
die beste Konfiguration, also den besten Parametersatz zu erhalten. Die Rechnerzeit ist
proportional zu der Anzahl der möglichen Konfigurationen, so dass eine Durchmusterung
aller Konfigurationen zu völlig unrealistischen Rechenzeiten führen würde, zumal für einige
Parameter mehr als vier mögliche Werte existieren. Für eine Optimierungsroutine ist es daher
wesentlich, den Konfigurationsraum systematisch zu durchforsten, so dass man mit einer
kleinen Auswahl an Konfigurationen eine sinnvolle, „optimale“ Lösung erhält. Die
Optimierungsroutine sollte also eine Strategie zur Durchforstung enthalten.
Eine Optimierung, die nur eine Konfiguration akzeptiert, die günstiger als die vorherige
Konfiguration ist (die sich also „gierig“ verhält), kann sich sehr schnell in einem lokalen
Minimum des Konfigurationsraums verfangen. Schnakenberg veranschaulicht dies an einem
Bergsteiger, der niemals einen Schritt abwärts akzeptiert und trotzdem die Bergspitze
erreichen will. Er wird alsbald auf einem unbedeutenden, kleinen Hügel zum Stehen kommen
/Schnakenberg 1995/.
Die Simulated-Annealing Strategie zur Parameteroptimierung soll anhand des physikalischen
Vorbilds des Vielteilchensystems zunächst kurz erläutert werden, um den
Optimierungsalgorithmus verstehen zu können:
Ist T>0, so werden in einem Vielteilchen-System auch Zustände höherer als die mittlere
Energie bevölkert, und die Energie des Systems unterliegt thermischen Fluktuationen. Das
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Gleichgewicht mit der Umgebung äußert sich dabei durch die kanonische Verteilung der
Konfigurationen des Systems.
Für die Konfiguration ′K mit ihrer Energie E( ′K ) ist die relative Häufigkeit ihres Auftretens
gegeben durch:
p(K
E K
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E K
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 (3.42)
Wird dieses System langsam abgekühlt, so tragen mit abnehmender Temperatur immer mehr
die Konfigurationen mit niedriger Energie zum Mittelwert der Energie <E> bei:
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Bei T? 0 wird der Energiemittelwert schließlich allein durch die niedrigste Energie
bestimmt.
Bei der Abkühlung des Systems muss also die Größe der Energieschwankung um die
Gleichgewichtsenergie, also den Mittelwert der Energie <E> abnehmen, so dass eine immer
stärker eingeschränkte Umgebung um diesen Wert herum durchmustert wird, und das System
schließlich die Konfiguration der niedrigsten Energie „gefunden“ hat.
Bei gegebener Temperatur verhindern die thermischen Fluktuationen, dass sich das System,
im Gegensatz zum oben angeführten Beispiel des nur aufwärts strebenden Bergsteigers, in
einem lokalen Energieminimum verfängt.
Dieses Bild eines Vielteilchensystems, das vorsichtig abgekühlt wird, wird beim Simulated
Annealing –Algorithmus zu der folgenden, rezeptartigen Strategie umgesetzt:
(1) Wähle eine Starttemperatur TA bei der das System anfänglich simuliert wird.
Dieser erste Schritt, nämlich das Einstellen einer hohen Starttemperatur, welches als
„Glühen“ des Systems verstanden werden kann, gibt dem Verfahren seinen Namen.
(2) Simuliere das System (für das 4SM gegeben durch die Konfigurationen im
Parameterraum) bei der gegebenen Temperatur im kanonischen Ensemble, so dass
verschiedene Konfigurationen, entsprechend ihrer relativen Häufigkeit, auftreten. Die
Simulation im kanonischen Ensemble kann mit Hilfe eines Monte-Carlo-Verfahrens
durchgeführt werden, worauf unten eingegangen wird.
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(3) Nach einer gewissen Anzahl N an Monte-Carlo-Schritten, von der angenommen wird,
dass sie ausreicht, um die kanonische Verteilung einzustellen, wähle eine tiefere
Starttemperatur. Dafür sind verschiedenste Kriterien im Gebrauch. Das einfachste
Verfahren, welches auch im 4SM angewendet wurde, besteht darin, die jeweils
aktuelle Temperatur nach den N Simulationsschritten mit einem konstanten Faktor
Qkühl <1 zu multiplizieren und dadurch zu verkleinern. Je größer Qkühl ist, also je
langsamer abgekühlt wird, um so genauer kann der Konfigurationsraum durchsucht
werden, allerdings verlängert sich dadurch auch die Rechenzeit. Im 4SM ist aus
Sicherheitsgründen ein relativ großer Abkühlfaktor 0.95< Qkühl <0.99 verwendet
worden.
(4) Wiederhole die Schritte (2) und (3) solange, bis die Energieschwankungen für die N
Schritte eine vorher festgelegte Toleranz nicht mehr überschreiten.
Für die praktische Umsetzung dieser Strategie im Rahmen des 4SM, müssen noch einige
offene Fragen geklärt werden:
Zuerst muss erklärt werden, was unter der „Energie“ einer Fließkurve zu verstehen sein soll:
Für die Modellierung wird als „Energie“ einer mit einem bestimmten Parametersatz
berechneten Fließkurve ihre Abweichung von der experimentellen Fließkurve betrachtet. Ein
Maß für diese „Energie“ ist daher die Summe der quadratischen Abweichungen der
berechneten von der experimentellen Fließkurve. Die Summe läuft dabei über alle Messwerte:
E K i calc i
i
( ) exp, ,= −∑ σ σd i2 (3.44)
hierbei sind σ exp,i  und σ calc i,  die zum i-ten Stützwert der experimentellen bzw. berechneten
Fließkurve gehörigen Spannungswerte.
Im weiteren muss eine Startkonfiguration gewählt werden, von der ausgehend die Simulation
begonnen werden kann. Bei der Modellierung im 4SM wurde diese durch die Mittelwerte der
oberen und unteren Grenze der Parameterwerte gewählt. Die genaue Wahl dieser
Startkonfiguration ist allerdings relativ unkritisch, da sich zu Beginn der Simulation, aufgrund
der hohen Starttemperatur schnell andere Konfigurationen einstellen können. Allerdings ist
die Wahl der Starttemperatur ein sehr wichtiger Punkt. Ist sie zu klein, werden die
zugelassenen Energiefluktuationen auch zu klein sein, und man kann wiederum in einem
lokalen Minimum landen. Die Größe der Starttemperatur bestimmt also die anfängliche Größe
der Energiefluktuationen des Systems und damit den „Einzugsbereich“ der Simulation im
Parameterraum. Bei einer Monte-Carlo-Simulation mit dem Akzeptanzkriterium von
Metropolis (siehe unten), äußern sich große Energiefluktuationen des Systems in einer hohen
Akzeptanzrate13, daher bestimmt die Temperatur die Akzeptanzrate. Ein gängiges Kriterium
für die Wahl der Starttemperatur besteht darin, die Starttemperatur so groß zu wählen, dass
                                                
13 Die Akzeptanzrate ergibt sich aus den akzeptierten, neuen Konfigurationen bezogen auf die Gesamtzahl der
neu vorgeschlagenen Konfigurationen.
98
anfänglich eine Akzeptanzrate von mindestens 80 % erreicht wird. Dieses Kriterium wurde
auch für alle während dieser Arbeit entstandenen Simulationen verwendet.
Um zu erklären, wie die Akzeptanzrate berechnet wurde, und damit die Starttemperatur
eingestellt wurde, muss kurz auf das Monte-Carlo-Verfahren eingegangen werden:
Ausgehend von einer Konfiguration K mit der Energie E(K) wird beim Monte-Carlo-
Verfahren eine neue Konfiguration (K+1) erzeugt und deren Energie E(K+1) berechnet14. Die
neue Konfiguration (K+1) wird dabei folgendermaßen gewählt:
Aus dem Parametersatz wird ein Parameter Pi mit Hilfe einer Zufallszahl R1 ausgewählt,
wobei R1 gleichverteilt im Intervall [0,1[ ist. Es wird eine zweite Zufallszahl R2 erzeugt,
ebenfalls gleichverteilt in [0,1[, mit deren Hilfe der Parameter Pi um den Wert ∆P Ci i= −  für
0 0 52≤ <R ,  und ∆P Ci i= +  für 0 5 12, ≤ <R  geändert wird, so dass p P Pi
neu
i i= + ∆  ist.
Ci bezeichnet eine für den jeweiligen Parameter spezifische Konstante, welche die
Schrittweite pro Einzelschritt des Parameters festlegt. Wichtig hierbei ist, dass die
Zufallszahlen R1 und R2 unabhängig voneinander erzeugt werden, damit nicht etwa große
Parameternummern i immer nur in Richtung größerer Werte geändert werden oder ähnliche
unerwünschte Effekte auftreten. Die Energie E(K+1) wird dann mit der Energie E(K) der
vorherigen Konfiguration verglichen. Die Akzeptanz oder Zurückweisung der neuen
Konfiguration erfolgt mit Hilfe des Metropolis-Akzeptanz-Kriteriums, das einen Algorithmus
für die Einhaltung der detaillierten Bilanz darstellt. Die detaillierte Bilanz15 sagt aus, dass je
zwei Konfigurationen miteinander im Gleichgewicht stehen. Das Akzeptanzkriterium unter-
scheidet zwei Fälle:
Die neu erzeugte Konfiguration (K+1) wird akzeptiert, wenn ∆E
T
< 0. Dann geht (K+1) in K
über. Die neu gewählten Parameterwerte beschreiben jetzt die aktuelle Konfiguration des
Systems.
Ist ∆E
T
> 0, so wird die neue Konfiguration nur mit der Wahrscheinlichkeit
exp −FH
I
K
∆E
T
akzeptiert, entsprechend ihrer relativen Häufigkeit im kanonischen Ensemble. Die
praktische Umsetzung dieses Kriteriums geschieht, indem eine Zufallszahl R3, gleichverteilt
in [0,1[ erzeugt wird. Nur für den Fall, dass R3<exp −FH
I
K
∆E
T
ist, wird die neue Konfiguration
akzeptiert und die aktuelle Konfiguration wird durch die neuen Parameterwerte bestimmt.
Andernfalls bestimmt der alte Parametersatz die aktuelle Konfiguration.
                                                
14 Dies geschieht, wie oben erwähnt, durch die numerische Integration der Fließkurve mit dem Runge-Kutta-
Verfahren unter Verwendung der neu gewählten Parameterwerte. Anschließend wird die Summe der
quadratischen Abweichungen dieser Fließkurve von der Messkurve berechnet.
15 Für zwei Konfigurationen K und ′K  bedeutet die detaillierte Bilanz, dass die relative Häufigkeit p(K) der
Konfiguration K, multipliziert mit der Übergangswahrscheinlichkeit W(K? ′K ) gleich der relativen Häufigkeit
p( ′K ) der Konfiguration ′K multipliziert mit der Übergangswahrscheinlichkeit W( ′K ?K) ist.
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Falls die neue Konfiguration abgelehnt wird, ist es wichtig, die alte Konfiguration erneut zu
zählen, wenn Energiemittelwerte oder Energiefluktuationen bestimmt werden sollen.
Punkt (4) des oben zusammengefassten Simulated Annealing Algorithmus betrifft das
Abbruchkriterium für die Simulation. Die Simulation wird abgebrochen, wenn die
Energiefluktuationen16 <(E-<E>)2> =<E2>-<E>2 einen bestimmten Wert nicht mehr
überschreiten. Die Energiemittelwerte < >=
∑
E
E K
N
K
( )
, also der Energiemittelwert aller in N
Schritten berechneten Fließkurven und < >=
∑
E
E K
N
K2
2( )
, also der Mittelwert der
Energiequadrate aller in N Schritten berechneten Fließkurven, können nach N Schritten
berechnet werden17, so dass das Abbruchkriterium alle N Schritte überprüft werden kann. Im
4SM wurde für alle Simulationen ein sehr kleiner Grenzwert mit 10-8 MPa2 für das
Abbruchkriterium gewählt, um die Sicherheit zu haben, dass die Simulation nicht
abgebrochen wurde, bevor der optimale Parametersatz gefunden werden konnte.
Möglicherweise hätte auch ein weniger striktes Kriterium verwendet werden können.
Dass das Metropolis-Akzeptanz-Kriterium die detaillierte Bilanz erfüllt, kann anhand der
folgenden Gleichungen leicht eingesehen werden:
Die detaillierte Bilanz lässt sich in Formeln zu
(✼) w K K
w K K
E K E K
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FH IK FH IK( ) exp
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ausdrücken. Das Metropolis-Akzeptanz-Kriterium erfüllt diese Gleichung
Fall a) ∆E < 0
⇒ → ′( ) =w K K 1, d.h. ′K wird immer als neue Konfiguration angenommen.
Und w K K E K E K
T
E
T
′ →( ) = − −
′
= +FH IK FH IKexp
( ) ( )
exp
∆
⇒
→ ′( )
′ →( )
=
+
= −FH IK
FH IK
w K K
w K K E
T
E
T
1
exp
exp
∆
∆ , was Gleichung (✼) entspricht
Fall b) ∆E > 0 ist dann trivial, wesentlich ist nur, dass die Zufallszahl R3 eben mit der
Wahrscheinlichkeit exp −FH IK
∆E
T
im Intervall [0, exp −FH IK
∆E
T
[  liegt.
                                                
16 Die Energiefluktuation <(E-<E>)2> beschreibt die quadratische Abweichung der Energie einer Fließkurve
vom Mittelwert der Energien der Fließkurven in N Monte-Carlo-Schritten.
17 Wie schon oben erwähnt, muss darauf geachtet werden, dass die alte Konfiguration bei der Zurückweisung
einer neu vorgeschlagenen Konfiguration erneut zum Mittelwert beiträgt.
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3.7 Experimentelles
Um das Vier-Strukturvariablen-Modell zu prüfen, wurden einachsige Stauchversuche an der
Legierung AA3004 durchgeführt. Das Material wurde zunächst mit hoher
Umformgeschwindigkeit warmgewalzt, und einer anschließenden Rekristallisationsglühung
bei 510 °C unterzogen, um eine gleichmäßige Korngröße einzustellen. Neben
lichtmikroskopischen Untersuchungen zur Bestimmung der Korngröße wurde die Textur des
Materials untersucht. Diese Untersuchungen ergaben, dass sich eine homogene Korngröße
von 20 µm durch Partikelstimulierte Keimbildung eingestellt hatte. Es lag eine regellose
Textur mit einem Intensitätsmaximum von etwa 2 vor. Aus diesem Material wurden
Rastegaev-Proben mit einem Durchmesser von 5 mm und einer Höhe von 7,5 mm gefertigt.
Es wurde an einer spindelgetriebenen Prüfmaschine (Zwick 1484) bei konstanter
Dehngeschwindigkeit geprüft. Die Temperatur wurde durch ein heizbares Gestänge
eingestellt, wobei die Temperaturkontrolle an für diesen Zweck erstellten Testproben durch
ein in die Probe eingelassenes Eisen-Konstantan-Thermoelement erfolgte. Die eingestellte
Temperatur schwankte um ± 1° in der Probe. Die Längenänderung wurde mit einem
induktiven Wegaufnehmer gemessen. Kraft- und Wegmessung wurden auf einem PC
gespeichert. Es wurde mit konstanter Dehngeschwindigkeit geprüft. Die Umformparameter
der so aufgenommenen Fließkurven sind in Tabelle 3.7.1 dargestellt.
Zusätzlich wurden -ebenfalls an Rastegaev-Proben der Legierung AA3004- ein-
achsige Stauchversuche an der computergesteuerten, servohydraulischen Prüfmaschine des
Instituts für Bildsame Formgebung (IBF) der RWTH Aachen durchgeführt. Die Proben
wurden aus warmgewalzten Platinen (Betriebsmaterial) entnommen und hatten einen
Durchmesser von 20 mm und eine Höhe von 30 mm. Die Umformparameter sind in Tabelle
3.7.2 dargestellt. Bis auf die Fließkurve T=298 K und &ε=10 s-1 wurden alle in Tabelle 3.7.2
dargestellten Fließkurven von der VAW aluminium AG, F&E Bonn zur Verfügung gestellt.
Die Korngröße des Ausgangsmaterials betrug 70 µm /Karhausen 2000/.
Dehngeschwindigkeit &ε Umformtemperatur T
10-4 s-1 298 K
10-3 s-1 298 K, 353 K, 408 K
Tabelle 3.7.1: Umformparameter der Fließkurven (IMM)
Dehngeschwindigkeit &ε Umformtemperatur T
10-1 s-1 573 K, 673 K, 773 K
1 s-1 573 K, 673 K, 773 K
10 s-1 298 K, 573 K, 773 K
Tabelle 3.7.2: Umformparameter der Fließkurven (IBF)
An dieser Stelle muss hinzugefügt werden, dass die Fließkurve der Dehngeschwindigkeit
&ε = − −10 4 1s  eine geringfügig höhere Fließspannung zeigte, als die Fließkurve mit &ε = − −10 3 1s
bei gleicher Temperatur. Die Fließkurve mit &ε = − −10 3 1s  wurde dreifach aufgenommen, um
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eine Vorstellung von etwaigen Messungenauigkeiten zu erhalten, und ist dadurch in der hier
vorgestellten Form bestätigt worden. Es wird daher davon ausgegangen, dass die Fließkurve
mit &ε = − −10 4 1s  mit einem Messfehler behaftet ist. Deshalb wird auf die Darstellung der
Modellierungsergebnisse dieser Fließkurve verzichtet. Diese Fließkurve konnte aber dazu
verwendet werden, die Grenzen des 4SM aufgrund der weiter unten erwähnten
Rechenzeitprobleme aufzuzeigen.
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3.8 Ergebnisse und Diskussion
In diesem Absatz werden die Ergebnisse der Fließkurvenbeschreibungen durch das 4SM
dargestellt. Zuerst werden die Ergebnisse der Modellierung von Fließkurven aus dem Bereich
der Kaltverformung mit 19 Parametern (Absatz 3.8.1), die Ergebnisse der Modellierung von
diesen Fließkurven mit zwei Parametern (Absatz 3.8.2), sowie die Ergebnisse der Erweiterung
der Modellierung auf den Bereich der Warmverformung (Absatz 3.8.3) vorgestellt.
In Absatz 3.8.4 wird ein Ansatz zur Erklärung der effektiven Aktivierungsenthalpie gegeben,
und die zur Optimierung freigegebenen Parameter effektive Aktivierungsenthalpie Heff und
Volumenbruchteil des Zellinneren fi diskutiert. Zudem wird die Entwicklung der
Versetzungsdichten, die sich aus dem 4SM ergaben, dargestellt. In dem folgenden Abschnitt
3.8.5 wird die Möglichkeit einer pragmatischen Anwendung des 4SM diskutiert. Es folgt eine
kurze Beschreibung zur Anwendung des 4SM in Absatz 3.8.6.
3.8.1 Modellierung der Fließkurven mit 19 Parametern
In den folgenden Diagrammen sind die Beschreibungen der Fließkurven aus dem Bereich der
Kaltverformung (Tabelle 3.7.1) angegeben. Alle in Tabelle 3.5.2 aufgelisteten Parameter
wurden zur Optimierung im angegebenen Wertebereich freigegeben. Die Fließkurven wurden
jeweils einzeln modelliert. Durch diese Vorgehensweise sollte überprüft werden, ob für die
vorliegenden Umformtemperaturen ein sinnvoller Parametersatz gefunden werden konnte, mit
dem die einzelnen Fließkurven zu beschreiben sind, und nicht etwa bei der Formulierung der
Strukturevolutionsgleichungen ein wesentlicher Mechanismus außer Acht gelassen wurde.
Eine zusammenfassende Optimierung aller Kurven, was ebenfalls mit dem 4SM möglich ist,
erschien zudem nicht sinnvoll, da dazu die Temperatur- und/oder Dehngeschwindigkeits-
abhängigkeiten einiger Parameter hätten bekannt sein müssen. Dies wurde schon in Absatz
3.2 ausführlich dargelegt.
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Abbildung 3.8.1:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
      berechnete (Linie) Fließkurve T=298 K, &ε = −10 3s-1
Parameter Wert
Heff 0,852 eV
fi 0,712
βe, innen 96,4
βe, wand 47,8
kKorn 0,195 [Dkorn=20 µm]
ng 3
dlock 3,7⋅10-9 m
dannihil-g 1,0⋅10-9 m
dannihil-k 5,5⋅10-9 m
AAkt 2,45⋅10-19 m2
αi 0,536
αw 0,216
h 9,47⋅10-10 m
βs, innen 62,2
βs, wand 51,4
kteilchen 0,18
P1 1,684
A 0,77 eV
τM 410 MPa
Tabelle 3.8.1: Ergebnis der Parameteroptimierung zur Beschreibung der
Fließkurve T=298 K, &ε = −10 3s-1,
alle 19 Parameter wurden zur Optimierung freigegeben
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Abbildung 3.8.2.:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
       berechnete (Linie) Fließkurve T=353 K, &ε = −10 3s-1
Parameter Wert
Heff 1,003 eV
fi 0,704
βe, innen 37,0
βe, wand 20,8
kKorn 0,218  [DKorn=20 µm]
ng 3
dlock 2,52⋅10-9 m
dannihil-G 1,08⋅10-9 m
dannihil-K 1,475⋅10-9 m
AAkt 2,52⋅10-19 m2
αi 0,536
αw 0,272
h 9,04⋅10-10 m
βs, innen 87,4
βs, wand 67,6
kteilchen 0,26
P1 5,842
A 0,624 eV
τM 519 MPa
Tabelle 3.8.2: Ergebnis der Parameteroptimierung zur Beschreibung der
Fließkurve T=353 K, &ε = −10 3s-1 ,
alle 19 Parameter wurden zur Optimierung freigegeben.
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Abbildung 3.8.3:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
      berechnete (Linie) Fließkurve T=408 K, &ε = −10 3s-1
Parameter Wert
Heff 1,120 eV
fi 0,732
βe, innen 29,8
βe, wand 20,8
kKorn 0,644   [DKorn=20 µm]
ng 5
dlock 4,42⋅10-9 m
dannihil-G 1,36⋅10-9 m
dannihil-K 2,98⋅10-9 m
AAkt 3,43⋅10-19 m2
αi 0,528
αw 0,344
h 3,09⋅10-10 m
βs, innen 44,2
βs, wand 29,8
kteilchen 0,452
P1 6,320
A 0,3945 eV
τM 753 MPa
Tabelle 3.8.3: Ergebnis der Parameteroptimierung zur Beschreibung der
Fließkurve T=408 K, &ε = −10 3s-1,
alle 19 Parameter wurden zur Optimierung freigegeben
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Anhand der Abbildungen 3.8.1, 3.8.2 und 3.8.3 ist ersichtlich, dass die experimentellen
Fließkurven mit Hilfe des 4SM sehr gut beschrieben werden können. Daraus kann der Schluss
gezogen werden, dass durch die Strukturevolutionsgleichungen die wesentlichen
Versetzungsreaktionen zur Beschreibung von Fließkurven aus dem Bereich der
Kaltverformung berücksichtigt wurden.
Um ein Maß für die Güte der Beschreibung zu erhalten, wird der prozentuale (relative) Fehler
eingeführt, der durch
Prozentualer Fehler = 1
n
exp,i calc,i
exp,ii 1
n σ σ
σ
−
F
HG
I
KJ∑=
2
(3.45)
definiert ist. Dabei sind n die Anzahl der Stützstellen der Fließkurven, und σexp,i  bzw.
σcalc,i  die entsprechenden Spannungswerte der experimentellen bzw. modellierten Fließ-
kurven.
Die prozentualen Fehler der Beschreibungen ergaben sich zu 0,8 % (298 K), 1,3 % (353 K)
und 1,7 % (408 K).
Die aus der Optimierung erhaltenen Parametersätze zeigen, dass alle durch die Optimierung
bestimmten physikalischen Größen und Proportionalitätskonstanten physikalisch sinnvolle
Werte angenommen haben. Sie zeigen aber auch, dass einige der ermittelten „optimalen“
Parameter für die einzelnen Fließkurven unsystematisch mit der Temperatur variieren.
Betrachtet man die Strukturevolutionsgleichungen in Kapitel 3.4.5, so wird klar, dass die zur
Optimierung freigegebenen Parameter nicht unabhängig von einander bezüglich der
Beschreibung des Fließkurvenverlaufs sind. Eine Änderung eines Parameters führt somit
zwangsläufig zu der Änderung anderer Parameter. Daraus resultiert dann, dass es nicht nur
einen „optimalen“ Parametersatz gibt, der die Fließkurven beschreiben kann.
Außer den Druckversuchen, die mit &ε = −10 3s-1 verformt wurden, wurde auch die Fließkurve
mit &ε = −10 4s-1einer Optimierung mit 19 Parametern unterzogen. Diese Rechnung kann
aufgrund von Rechenzeitproblemen hier nicht dargestellt werden. Die Rechnung wurde
mehrfach gestartet, konnte jedoch aufgrund ihrer langwierigen Rechenzeit nicht zu Ende
geführt werden. Die sich ergebenden, zeitlichen Probleme bei der Anpassung der
experimentellen Fließkurve, die mit einer Umformgeschwindigkeit von &ε = − −10 4 1s
aufgenommen wurde, sind eine Folge davon, dass die Dehnung im Vier-Strukturvariablen-
Modell über die Integration der Dehngeschwindigkeit bestimmt wird. Das führt dazu, dass
eine Integration mit einer (hier) zehnfach kleineren Dehngeschwindigkeit sehr viel länger
dauern kann, weil das pro Integrationsschritt bei festem mittleren Zeitschritt erreichte
Dehnungsinkrement bei der geringeren Dehngeschwindigkeit kleiner ist. Um also bei einer
zehnfach kleineren Dehngeschwindigkeit bei festem mittleren Zeitschritt die gleiche
Gesamtdehnung zu erhalten, ist eine zehnfache Anzahl von Integrationsschritten nötig. Das
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adaptive Schrittweitenkriterium (Absatz 3.6.1) führt allerdings zu einer teilweise günstigeren
Situation, da während kleiner Dehnungsänderungen auch kleinere Integrationsfehler
auftauchen, wodurch ein größerer Zeitschritt möglich wird. Dies heißt aber in der Umkehrung
auch, dass für sehr hohe Dehngeschwindigkeiten ein sehr kleiner Zeitschritt eingestellt
werden kann.
Wie schon eingangs erwähnt, kann es nicht das Ziel einer solchen Modellierung sein, 19
Parameter anzupassen und einen derartigen Rechenaufwand hinnehmen zu müssen.
Wesentlich ist es, wie bei allen Modellvorstellungen, dass eine einfache Beschreibung
möglich ist. Für eine praktische Anwendung ist zudem ein verkleinerter Parametersatz von
Nöten, wodurch sich die Rechenzeit deutlich reduziert. Dies wurde mit dem Vier-
Strukturvariablen-Modell realisiert. Darauf wird im folgenden näher eingegangen.
3.8.2. Modellierung der Fließkurven mit zwei Parametern
Die im folgenden gezeigten Ergebnisse sind über zwei Zwischenschritte entstanden:
Zuerst wurden die Fließkurven, wie oben dargestellt, mit 19 Parametern angepasst.
Im weiteren wurde dann ein eingeschränkter Parametersatz mit sieben zur Optimierung
freigegebenen Parametern festgesetzt. Die Wahl dieser sieben Parameter, sowie die Werte auf
welche die anderen Parameter festgelegt wurden, war nicht willkürlich, sondern ergab sich
aus der während der Modellierung erworbenen Erkenntnis über den Einfluss der einzelnen
Parameter, sowie aus physikalischen Begründungen und experimentellen Ergebnissen:
Dieser eingeschränkte Parametersatz enthielt also zunächst sieben physikalische Größen bzw.
Proportionalitätskonstanten, die zur Optimierung frei gegeben wurden. Von diesen sieben
Größen wurde angenommen, dass sie von den Umformparametern Dehngeschwindigkeit und
Temperatur abhängig sind. Es handelte sich bei diesen Größen um
- die effektive Aktivierungsenthalpie für Diffusion Heff,
- den Volumenbruchteil des Zellinneren fi,
- den Annihilationsabstand für Gleiten dannihil-g
- den Annihilationsabstand für Klettern dannihil-k,
- den Abstand für die Bildung der Lomer-Versetzungen dlock,
- die Quergleitkonstante A und
- die benötigte Schubspannung fürs Quergleiten ohne thermische Aktivierung τM.
Diese Vorgehensweise soll nun kurz erläutert werden:
Während dieser Arbeit wurde ersichtlich, dass die effektive Aktivierungsenthalpie Heff den
größten Einfluss auf die Beschreibung der experimentellen Fließkurven hat, weshalb sie als zu
optimierender Parameter in den eingeschränkten Parametersatz einbezogen wurde. Dass
überhaupt mit einer effektiven Aktivierungsenthalpie, und nicht mit der Aktivierungsenthalpie
für Selbstdiffusion in der Modellierung gearbeitet wurde, ergab sich folgendermaßen:
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Eine gute Anpassung der experimentellen Fließkurven konnte erhalten werden, wenn die
Aktivierungsfläche AAkt für das Klettern Werte annahm, die um mehrere Größenordnungen
über ihrem theoretisch zu erwartenden Wert der Größenordnung b2 lagen. Parallel dazu
verhielt es sich, wenn die für das Quergleiten ohne thermische Aktivierung benötigte
Schubspannung τM in der Größenordnung des Schubmoduls (etwa 1012 Pa) lag. Aus den
sorgfältigen Untersuchungen von Mecking /Mecking 1967/ an Silber-Einkristallen konnte
aber entnommen werden, dass τM in der Größenordnung der Schubspannung liegen sollte
(auch /Estrin 1999/). (Zudem führte Mecking aus, dass diese Größe keine Konstante ist,
sondern dass sich τM nahezu proportional mit der Schubspannung während der Verformung
ändert. )
Es war zu erkennen, dass die Abnahme der immobilen Versetzungen des Zellinneren zu
gering gewichtet war, wenn die Aktivierungsfläche für das Klettern und die zum Quergleiten
notwendige Schubspannung ohne thermische Aktivierung τM innerhalb sinnvoller
Wertebereiche eingesetzt wurden. Die modellierten Fließkurven zeigten dann einen sehr
hohen Verfestigungsanstieg, der sich aufgrund der starken Zunahme der immobilen
Versetzungen im Zellinneren ergab, so dass keine Übereinstimmung mit den experimentellen
Daten erzielt werden konnte. Durch die ausführlichen Formulierungen der
Strukturevolutionsgleichungen konnte entschieden werden, dass als Möglichkeit, die
Annihilationsrate der immobilen Versetzungen im Zellinneren stärker zu gewichten, nur eine
Anpassung der Aktivierungsenthalpie blieb. Alle anderen mit AAkt und τM korrelierten
Parameter konnten eine Änderung der benötigten Größenordnung nicht so liefern, dass sie
dann noch in dem geforderten physikalisch sinnvollem Bereich gelegen hätten.
Es erscheint zunächst etwas willkürlich, einfach eine Aktivierungsenthalpie zu ändern, um
eine gute Übereinstimmung zwischen Modell und Experiment zu erzielen. Ein solches
Vorgehen rechtfertigt sich aber, wenn es physikalisch plausible Gründe dafür geben kann.
Hinweise dazu, die Aktivierungsenthalpie als Funktion der Dehngeschwindigkeit und /oder
der Umformtemperatur  zu betrachten, lieferten sowohl Stüwe /Stüwe 1965/ und Hertel
/Hertel 1980a,b/, als auch Prinz und Argon /Prinz 1984/, sowie Zehetbauer /Zehetbauer 1993/
in ihren Modellen. Eine physikalische Begründung für die Abhängigkeit der
Aktivierungsenthalpie von Umformtemperatur und Dehngeschwindigkeit wird in Abschnitt
3.8.4.1 hergeleitet.
Für die kritische Schubspannung zum Quergleiten ohne thermische Aktivierung τM war nur
die Größenordnung bekannt, der genaue (mittlere) Wert aber nicht, weshalb dieser Parameter
zunächst ebenfalls freigelassen wurde.
Der Volumenbruchteil des Zellinneren fi wurde weiterhin zur Optimierung freigelassen, da
zum einen für fi (oder fw=1-fi) eine Abhängigkeit vom Umformgrad vorliegt /Müller 1995/,
zum anderen die Zellwanddicke mit der Temperatur durch Erholungsprozesse abnehmen
sollte, was dann zu einer Zunahme des Volumenbruchteils des Zellinneren führt.
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Die kritischen Annihilationsabstände dannihil-k und dannihil-g, sowie der kritische Abstand zur
Bildung von Lomer-Versetzungen dlock sind Schwachpunkte des Modells, da sie eine
physikalische Relation für die Reaktionsabstände zur Annihilation beim Gleiten der mobilen
Versetzungen, Klettern der immobilen Versetzungen sowie zur Bildung vom Lomer-
Versetzungen ersetzen. Sie sind damit rein anzupassende Größen, wobei ihr Wertebereich
aufgrund der TEM-Untersuchungen von Tippelt und Bretschneider /Tippelt1997/ und
Essmann und Mughrabi /Essmann1979/ in das Intervall [1-10⋅10-9 m] gelegt wurde, und ihr
Einfluss zunächst in dem betrachteten Umformtemperaturintervall [298 -408 K] als nicht
vernachlässigbar erschien. Zudem geht aus dem Bericht von Tippelt und Bretschneider
hervor, dass diese Reaktionsabstände eine Funktion der Temperatur sind.
Aufgrund fehlender Informationen über den genauen Wert des fürs Quergleiten wichtigen
Parameters Quergleitkonstante A und seiner Korrelation mit τM wurde auch diese Größe als
zu bestimmender Wert betrachtet. Aus der Arbeit von Rollett und Kocks /Rollett 1994/ konnte
entnommen werden, dass die Quergleitkonstante in der Größenordnung G b⋅
3
9  liegen sollte.
Für die anderen, nun als konstant eingegebenen Parameter wurden ihre Werte nach den
folgenden Gesichtspunkten festgelegt:
Der Hindernisabstand h der zu schneidenden Versetzungen wurde auf einen Burgersvektor
gesetzt, unter der schon formulierten Annahme, dass die Aufspaltungsweite der Versetzungen
aufgrund der hohen Stapelfehlerenergie in der behandelten Legierung AA3004 trotz des
Magnesium-Zusatzes klein ist.
Die Anzahl der aktiven Gleitsysteme ng wurde auf fünf festgelegt, da im allgemeinen bei der
Kaltverformung fünf unabhängige Gleitsysteme für eine kompatible Verformung benötigt
werden sollten.
Die Wechselwirkungskoeffizienten des Zellinneren und der Zellwand wurden, trotz ihrer
Abhängigkeit von Dehngeschwindigkeit und Temperatur /z.B. Mecking 1981/ auf αi=0,58
und αw=0,3 festgelegt. Dies geschah, weil sich annähernde Werte aus der Modellierung mit
19 Parametern ergaben. Es wurde anhand dieser Ergebnisse der Einfluss auf die
Fließkurvenbeschreibung geprüft, die ein Festlegen der Wechselwirkungskoeffizienten auf die
genannten Werte hatte. Da sich der Einfluss als vernachlässigbar zeigte, rechtfertigt sich dies
wegen der Zielsetzung, einen reduzierten Parametersatz zu erhalten, obwohl diese
Proportionalitätskonstanten nach Mecking und Kocks von Dehngeschwindigkeit und
Temperatur abhängen sollten /Mecking 1981/.
Für alle anderen Parameter wurde der Mittelwert ihrer oberen und unteren (physikalisch
sinnvollen) Grenzen genommen. Dies wurde aufgrund der in dieser Arbeit gewonnenen
Erfahrung entschieden, da diese Größen den Fließkurvenverlauf in dem betrachteten
Temperaturintervall von [298 -408 K] nur geringfügig mitbestimmen.
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Mit diesem Parametersatz wurden wiederum die Fließkurven (Tabelle 3.7.1) angepasst. Die
Rechenzeit für diese Optimierungen lag bei etwa 14 h (Dehngeschwindigkeit &ε = − −10 3 1s ) auf
dem intern mit AIX bezeichneten Großrechner des Forschungszentrums Jülich GmbH. Auch
bei diesen Rechnungen wurde das in Absatz 3.6 erläuterte Abbruchkriterium für die
Simulation verwendet, welches, wie schon oben erwähnt, möglicherweise nicht so strikt
gehandhabt werden müsste, wodurch dann ebenfalls noch Rechnerzeit gespart werden kann.
Die Parametersätze, die sich aus diesen Rechnungen ergaben, zeigten, dass die „optimalen“
Werte für die Parameter dlock, dannihil-g, dannihil-k, die Quergleitkonstante A und für τM in sehr
engen Grenzen unsystematisch mit der Temperatur und Dehngeschwindigkeit variierten. Sie
wurden daher auf einen mittleren „optimalen“ Wert gesetzt, nachdem wiederum geprüft
worden war, dass die sich dadurch ergebenden Abweichungen nur einen geringen Einfluss auf
die jeweilige anzupassende Fließkurve hatten.
Mit Hilfe des so definierten Parametersatzes, der nun aus den zwei zur Optimierung
freigelassenen Parametern Heff und fi bestand, konnten dann in einem weiteren
Optimierungsschritt die Fließkurven beschrieben werden. Neben den oben beschriebenen
Fließkurven wurde die Fließkurve (T=298 K, &ε=10 s-1) in die Modellierung aufgenommen.
Die benötigte Rechenzeit für diese Modellierungen lag zwischen 57 min. bis 4,3 h, wobei
erwähnt werden muss, dass für die einzelnen Modellierungen der Fließkurven die maximale
und minimale Grenze des zur Optimierung freigegebenen Parameters „effektive
Aktivierungsenthalpie“ nun teilweise ein kleineres Werte-Intervall vorgaben, als in Tabelle
3.5.2 definiert, so dass auch die Starttemperatur des Simulated Annealing Algorithmus
niedriger angesetzt werden konnte. Die sich ergebenden Werte der einzelnen physikalischen
Größen und Proportionalitätskonstanten sind in den Tabellen 3.8.4. und 3.8.5 dargestellt.
Die folgenden Diagramme zeigen die mit diesem Parametersatz berechneten Fließkurven.
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Parameter Wert
Heff Abhängig von &ε  und T
fi Abhängig von T
βe, innen 55
βe, wand 55
kKorn 0,5
ng 5
dlock 3,88⋅10-9 m
dannihil-G 1⋅10-9 m
dannihil-K 1,18⋅10-9 m
AAkt 3⋅b2
αi 0,58
αw 0,3
H 1⋅b
βs, innen 55
βs, wand 55
kteilchen 0,5
P1 5,05
A 0,537 eV
τM 600 MPa
Tabelle 3.8.4: Festgelegte Parameter zur Beschreibung der Fließkurven
Dehngeschwindigkeit T=293 K T=353 K T=408 K
&ε = − −10 3 1s Heff= 0,847 eV
fi=0,82
Heff= 1,000 eV
fi= 0,845
Heff=1,147 eV
fi= 0,87
&ε = −10 1s Heff=0,616 eV
fi=0,815
− −
Tabelle 3.8.5: Ergebnisse der Optimierung der Parameter Heff und fi
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Abbildung 3.8.4:  Anpassung mit zwei Parametern
      Vergleich experimentelle (Zeichen) und
       berechnete (Linie) Fließkurve T=298 K, &ε = −10 3s-1
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Abbildung 3.8.5:  Anpassung mit zwei Parametern
     Vergleich experimentelle (Zeichen) und
      berechnete (Linie) Fließkurve T=353 K, &ε = −10 3s-1
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Abbildung 3.8.6:  Anpassung mit zwei Parametern
     Vergleich experimentelle (Zeichen) und
      berechnete (Linie)Fließkurve T=408 K, &ε = −10 3s-1
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Abbildung 3.8.7:  Anpassung mit zwei Parametern
      Vergleich experimentelle (Zeichen) und
       berechnete (Linie) Fließkurve T=298 K, &ε = 10 s-1
Die dargestellten Ergebnisse zeigen, dass die Fließkurven mit zwei zur Optimierung
freigelassenen Parametern sehr gut anzupassen sind. Dabei darf nicht außer Acht gelassen
werden, dass die nun festgelegten, anderen Parameter aus Tabelle 3.5.2 in vorhergehenden
Schritten genau bestimmt und geprüft wurden. Die prozentualen Fehler der modellierten von
den experimentell ermittelten Fließkurven liegen bei 1,0 % (298 K, &ε =10 s-1), 1,2 % (298 K,
&ε =10-3 s-1), 1,4 % (353 K, &ε =10-3 s-1) und 5,4 % (408 K, &ε =10-3 s-1). Es zeigt sich eine
Zunahme der effektiven Aktivierungsenthalpie mit abnehmender Dehngeschwindigkeit und
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zunehmender Temperatur. Der Volumenbruchteil des Zellinneren nimmt mit der Temperatur
zu. Diese Abhängigkeiten der effektiven Aktivierungsenthalpie Heff und des
Volumenbruchteils des Zellinneren fi von Dehngeschwindigkeit und Umformtemperatur
werden in Absatz 3.8.4 diskutiert.
3.8.3 Erweiterung der Modellierung mit zwei Parametern auf die
Warmverformung
Nachdem die Fließkurven aus dem Bereich der Kaltverformung durch das 4SM mit zwei
Parametern zu beschreiben sind, war es abschließend von Interesse zu wissen, ob die
Modellierung mit zwei Parametern auf ein Fließkurvenfeld erweitert werden kann, welches
Fließkurven aus dem Bereich der Warm- und der Kaltverformung beinhaltet. Dies gelang mit
dem in Tabelle 3.8.3 konstant gehaltenen Parametern nicht. Um eine befriedigende
Anpassung aller Fließkurven zu erhalten, mussten die Werte von drei Parametern geändert
werden. Bei diesen Parametern handelte es sich um den kritischen Abstand zur Bildung von
Lomer-Versetzungen dlock, den effektiven Teilchenabstand dteil,eff (siehe Glg. 3.22) und den
Parameter P1 zur Bestimmung des Geschwindigkeitsverhältnisses von Schraubenversetzungen
zu Stufenversetzungen (siehe Glg. 3.4 a,b). Für die effektive Korngröße wurde einheitlich der
Wert von 35 µm verwendet. Alle anderen Werte für die unter Tabelle 3.8.3 aufgeführten
Parameter konnten beibehalten werden. Die beiden Parameter Heff und fi wurden zur
Optimierung freigeben.
Die Ergebnisse dieser Rechnungen zeigten eine Zunahme des Volumenbruchteils des
Zellinneren mit steigender Temperatur. Bezüglich der Dehngeschwindigkeit schwankten die
Werte unsystematisch. Um eine vereinfachte Beschreibung zu erhalten, wurde eine
Regressionsgerade als Funktion von T durch die optimierten Werte gelegt. Mit Hilfe der
Steigung und des Achsenabschnittes dieser Ausgleichsgeraden wurde der Volumenbruchteil
des Zellinneren als Funktion der Temperatur festgesetzt. Durch diese Festlegung blieb nur
noch die effektive Aktivierungsenthalpie Heff zur Anpassung übrig, die in einem letzten
Rechenschritt für jede Fließkurve bestimmt wurde.
Die Ergebnisse der Modellierung werden nun in den folgenden Diagrammen 3.8.8 bis 3.8.14
vorgestellt. Der Parametersatz, der zur Anpassung verwendet wurde, sowie die sich
ergebenden Werte für die zur Optimierung freigelassenen Parameter, effektive
Aktivierungsenthalpie und Volumenbruchteil des Zellinneren, sind in den Tabellen 3.8.6 und
3.8.7 enthalten:
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Parameter Wert
Heff Abhängig von &ε  und T
fi Abhängig von T
βe, innen 55
βe, wand 55
DKorn,eff 35 µm
ng 5
dlock 1,3⋅10-9 m
dannihil-G 1⋅10-9 m
dannihil-K 1,18⋅10-9 m
AAkt 3⋅b2
αi 0,58
αw 0,3
H 1⋅b
βs, innen 55
βs, wand 55
dTeilchen,eff 3,2 µm
P1 0,505
A 0,537 eV
τM 600 MPa
Tabelle 3.8.6: Festgelegte Parameter zur Beschreibung aller in
den Tabellen 3.7.1 und 3.7.2 aufgeführten Fließkurven
Fließkurve Effektive Aktivierungsenthalpie
Heff [eV]
Volumenbruchteil des
Zellinneren fi
T=298 K, &ε=10-3 s-1 0,832 0,78
T=298 K, &ε=10 s-1 0,602 0,78
T=353 K, &ε=10-3 s-1 0,981 0,7922
T=408 K, &ε=10-3 s-1 1,129 0,804
T=573 K, &ε=10-1 s-1 1,271 0,841
T=573 K, &ε=1 s-1 1,181 0,841
T=573 K, &ε=10 s-1 1,087 0,841
T=673 K, &ε=10-1 s-1 1,365 0,863
T=673 K, &ε=1 s-1 1,281 0,863
T=673 K, &ε=10 s-1 1,286 0,863
T=773 K, &ε=10-1 s-1 1,373 0,885
T=773 K, &ε=10 s-1 1,192 0,885
Tabelle 3.8.7: Ergebnisse der freigelassenen Parameter Heff und fi. Alle Fließkurven (Tabellen
3.7.1 und 3.7.2) wurden bei der Anpassung berücksichtigt.
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Abbildung 3.8.8:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
       berechnete (Linie) Fließkurve T=298 K, &ε = −10 3s-1
      Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
      der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.9:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
      berechnete (Linie) Fließkurve T=353 K, &ε = −10 3s-1
      Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
      der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.10:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
         berechnete (Linie) Fließkurve T=408 K, &ε = −10 3s-1
         Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
         der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.11:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linie) Fließkurve T=298 K, &ε =10 s-1
       Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
      der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.12:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=573 K
        Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
        der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.13:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=673 K
        Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
        der Anpassung berücksichtigt
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Abbildung 3.8.14:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=773 K
        Alle Fließkurven (Tabellen 3.7.1 und 3.7.2) wurden bei
        der Anpassung berücksichtigt
Die Ergebnisse der Modellierung zeigen, dass die Fließkurvenbeschreibung mit zwei
Parametern auch über ein großes Umformtemperatur- und Dehngeschwindigkeitsintervall
möglich sind, allerdings nimmt die Güte der Beschreibung ab. Die prozentualen Fehler der
einzelnen Beschreibungen sind in Tabelle 3.8.8 aufgeführt.
Die Abnahme in der Güte der Beschreibung wird darauf zurückgeführt, dass die Reduktion
auf nur zwei variable (zur Optimierung freigegebene) Parameter über das betrachtete
Temperaturintervall physikalisch schwierig zu rechtfertigen ist. Wie schon unter 3.8.2
erwähnt, sollten noch andere in den Parametersatz eingehende physikalische Größen eine
Temperaturabhängigkeit aufweisen. Die Annahme, dass diese Temperaturabhängigkeit in
dem Temperaturintervall der Kaltverformung vernachlässigbar ist, gilt für das erweiterte
Temperaturintervall von 298 K bis 773 K nicht. Dass die Fließkurven trotzdem in einem
befriedigenden Maße beschrieben werden können, ist darauf zurückzuführen, dass die
effektive Aktivierungsenthalpie einen sehr großen Einfluss auf die Evolution der immobilen
Versetzungen hat. Besonders die immobilen Versetzungen des Zellinneren bestimmen
maßgeblich den Verlauf der Fließspannung. Geringe Änderungen in der effektiven
Aktivierungsenthalpie bewirken starke Änderungen dieser Versetzungsdichte und damit
starke Änderungen des modellierten Fließkurvenverlaufs. Darauf wird in Absatz 3.8.4 noch
eingegangen.
Zuerst wird aber im folgenden geklärt, warum es zu einer effektiven Aktivierungsenthalpie
kommen kann.
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Fließkurve Prozentualer Fehler
T=298 K, &ε=10-3 s-1 4,5 %
T=298 K, &ε=10 s-1 2,6 %
T=353 K, &ε=10-3 s-1 4,8 %
T=408 K, &ε=10-3 s-1 9,9 %
T=573 K, &ε=10-1 s-1 8,6 %
T=573 K, &ε=1 s-1 18,8 %
T=573 K, &ε=10 s-1 13,8 %
T=673 K, &ε=10-1 s-1 14,2 %
T=673 K, &ε=1 s-1 2,2 %
T=673 K, &ε=10 s-1 13,7 %
T=773 K, &ε=10-1 s-1 2,7 %
T=773 K, &ε=10 s-1 3,1 %
Tabelle 3.8.8: Prozentuale Fehler der Fließkurvenbeschreibung
mit zwei Parametern, alle anderen physikalischen
Größen und Proportionalitätskonstanten wurden
konstant gehalten
3.8.4 Diskussion der Parameter
3.8.4.1 Die effektive Aktivierungsenthalpie
Die Ergebnisse der Modellierung mit dem 4SM ergeben, dass die Aktivierungsenthalpie eine
Abhängigkeit von der Dehngeschwindigkeit und Umformtemperatur der jeweiligen
Fließkurve zeigt. Im allgemeinen wird davon ausgegangen, dass die Aktivierungsenthalpie
der Diffusion einen konstanten Wert annimmt, der sich aus der Bildungs- und der
Wanderungsenthalpie einer Leerstelle im betrachteten Material zusammensetzt, und damit der
Aktivierungsenthalpie der Selbstdiffusion entspricht. In einigen Modellansätzen zur
Beschreibung der plastischen Verformung wird allerdings eine Änderung dieser
Aktivierungsenthalpie vorgeschlagen. Hertel /Hertel 1980/ berichtet für die Modellierung von
Warmfließkurven von einer abfallenden Aktivierungsenthalpie mit steigender
Umformgeschwindigkeit und abnehmender Temperatur aufgrund von Überschussleerstellen,
die durch die Verformung eingebracht werden. Dabei greift er auf das Modell von Stüwe
/Stüwe1965/ (siehe Absatz 1.3.1) zurück. Prinz und Argon /Prinz 1984/ halten einen Wechsel
des Diffusionsmechanismus von Leerstellendiffusion zu Versetzungskerndiffusion für
möglich. Zehetbauer /Zehetbauer 1993b/ geht davon aus, dass durch die Verformung eine
hohe Anzahl von Leerstellen erzeugt wird, die nicht der Leerstellenkonzentration des
Gleichgewichts entspricht, wobei diese Leerstellen sich dann über Versetzungskerndiffusion
fortbewegen können.
Die hier geführte Argumentation, weshalb es zu einer Änderung der Aktivierungsenthalpie
kommen kann, baut sich folgendermaßen auf:
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- Es existieren verformungsinduzierte Leerstellen, deren Konzentration nicht der
thermischen Gleichgewichtskonzentration entspricht.
- Die Anzahl dieser verformungsinduzierten Leerstellen ist eine Funktion der
Dehngeschwindigkeit und der Temperatur.
- Die „Überschuss“-Leerstellenkonzentration führt zu einer effektiven (scheinbaren)
Aktivierungsenthalpie. Diese effektive Aktivierungsenthalpie ist damit eine Funktion der
Dehngeschwindigkeit und der Temperatur.
Für den ersten Punkt der Argumentation muss geklärt werden, wie Leerstellen durch die
plastische Verformung erzeugt werden:
Bei ausreichender plastischer Verformung müssen mobile Versetzungen die
Waldversetzungen schneiden, die ihre Gleitebene durchdringen. Durch diese Schneidprozesse
ergeben sich Sprünge in den mobilen Versetzungen, wenn der Burgersvektor der
Waldversetzung nicht in der Gleitebene der mobilen Versetzung liegt. Ist die mobile
Versetzung eine Schraubenversetzung, so liegt die Gleitebene des Versetzungsstückes,
welches den Sprung ausbildet, quer zu der Bewegungsrichtung der Schraubenversetzung,
wenn die Waldversetzung Schraubencharakter hat. Soll nun aufgrund der fortschreitenden
Bewegung der Schraubenversetzung dieser Sprung mit bewegt werden, so muss er eine nicht-
konservative Bewegung ausführen. Abbildung 3.8.15 veranschaulicht diesen Sachverhalt:
Abbildung 3.8.15:  Sprung in einer mobilen Schraubenversetzung aufgrund eines
       Schneidprozesses /aus J. Diehl in /Seeger 1965/, S.232/
Durch diesen Prozess werden hauptsächlich Leerstellen und kaum Zwischengitteratome
erzeugt, da die Bildungsenthalpie für ein Zwischengitteratom etwa 3-5 mal höher ist, als für
eine Leerstelle /z.B. Hirth 1968/.
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Um die Anzahl der verformungsinduzierten Leerstellen abschätzen zu können, wird auf das
Modell von Stüwe /Stüwe 1965/ (Absatz 1.3.1) zurückgegriffen. Aus diesem Modell folgt
auch, dass die Anzahl der durch die Verformung erzeugten Leerstellen eine Funktion der
Dehngeschwindigkeit und der Temperatur ist, was als zweiter Punkt der Argumentation
wichtig ist:
Der Ansatz für die Ratengleichung der durch die plastische Verformung erzeugten Leerstellen
wird in modifizierter Form im folgenden wiedergegeben:
In einem Subkorn des Durchmessers DSubkorn überstreicht ein Versetzungsring die Fläche
A D
2
Subkorn
2
= ⋅
F
H
I
Kπ (3.46)
Jeder Versetzungsring schneidet A⋅(fi⋅ρi + fw⋅ρw) immobile Versetzungen. Die Anzahl der
dadurch erzeugten Versetzungssprünge nS pro Versetzungsring, welche Leerstellen
produzieren können, ist dann
n A f fs i i w w= ⋅ ⋅ + ⋅
1
4
ρ ρb g (3.47)
da nur die Schnitte mobiler Schrauben (50 % aller mobilen Versetzungen) mit immobilen
Versetzungen, die Schraubencharakter haben (50% aller immobilen Versetzungen), zu
derartigen Sprüngen führen.
Ist n die Anzahl der entstehenden Versetzungsringe, kann die Scherung γ durch γ = n⋅A⋅b
erhalten werden und es folgt für die Anzahl der pro Zeiteinheit entstehenden Sprünge:
& & &n ns⋅ =
⋅ ⋅ ⋅ + ⋅
=
⋅
⋅ ⋅ + ⋅
n A f f
b
f fi i w w i i w w
ρ ρ γ ρ ρb g b g
4 4
(3.48)
Aus statistischen Überlegungen kann angenommen werden, dass nur die Hälfte dieser
Sprünge unter Leerstellenproduktion weiter wandert, da die andere Hälfte aufgrund
entgegengesetzten Vorzeichens Zwischengitteratome erzeugen würde (was wegen der hohen
Bildungsenthalpie für Zwischengitteratome nicht unbedingt stattfinden muss).
Bis es zu einem solchen Schneidprozess kommt, hat die mobile Schraubenversetzung, die
Hälfte ihres Weges durch das Subkorn zurückgelegt. Nach dem Schneidprozess hat sie die
andere Hälfte zu bewältigen, wobei sie Leerstellen erzeugt, so dass im Mittel pro
Schneidprozess  D
8 b
Subkorn
⋅
  Leerstellen erzeugt werden.
Betrachtet man die atomare Leerstellenkonzentration, die sich auf die Anzahl N der
Gitterplätze pro Volumen bezieht, so erhält man für den Konzentrationszuwachs der
verformungsinduzierten Leerstellen:
dc
dt
D
64 N b
f fSubkorn2 i i w w
+
⋅
⋅ ⋅
⋅ + ⋅= ⋅
&γ ρ ρb g (3.49)
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Die Abnahme der Leerstellen ergibt sich aus ihrer Wanderungsgeschwindigkeit vLS und ihrer
mittleren freien Weglänge LLS, bis es zu ihrer Vernichtung kommt. Die
Wanderungsgeschwindigkeit setzt sich aus der Sprungweite der Leerstelle λ und ihrer
Sprunghäufigkeit Γ zusammen:
v b H
k TLS
W
B
= ⋅ = ⋅ ⋅ −
⋅
F
HG
I
KJλ νΓ 0 exp (3.50)
Für die mittlere freie Weglänge LLeerstelle wird angenommen:
L
f fLS i i w w
=
⋅ + ⋅
1
ρ ρ
(3.51)
Für die Abnahme der Leerstellen folgt somit:
dc
dt
v c
L
H
k T
f fLS
LS
w
B
i i w w
−
⋅
⋅ ⋅ −
F
HG
I
KJ ⋅ ⋅ + ⋅= = b Dν ρ ρexp (3.52)
Die aus dem Produktions- und dem Annihilationsterm entstehende Ratengleichung ergibt sich
dann wie folgt zu:
dc
dt
D
64 N b
f f b H
k T
f f cSubkorn2 i i w w
w
B
i i w w=
⋅
⋅ ⋅
⋅ ⋅ + ⋅ − ⋅ ⋅ −
⋅
F
HG
I
KJ ⋅ ⋅ + ⋅ ⋅
&
expγ ρ ρ ν ρ ρb g 0   (3.53)
Geht man nun von einem stationären Zustand aus, in dem die Produktion und die Annihilation
der so erzeugten Leerstellen im Gleichgewicht sind, ergibt sich:
c
D exp H
k T
N b
f f
Subkorn
w
B
3 i i w w∞ =
⋅ ⋅ +
⋅
F
HG
I
KJ
⋅ ⋅ ⋅
⋅ ⋅ + ⋅
&γ
ν
ρ ρ
64 0
(3.54)
Der stationäre Zustand sollte erreicht sein, wenn die Anzahl der immobilen und mobilen
Versetzungen konstant bleibt. Aus der Darstellung der Versetzungsdichten in Absatz 3.8.4.3
ist ersichtlich, dass dieser Zustand für die in der Modellierung beschriebenen Fließkurven in
etwa erreicht wird.
Damit lässt sich die Konzentration der verformungsinduzierten Leerstellen c
∞
berechnen. Die
gesamte Konzentration der Leerstellen cges setzt sich dann aus der Konzentration der
verformungsinduzierten Leerstellen c
∞
 und der Konzentration der im thermischen Gleich-
gewicht vorhandenen Leerstellen cGG zusammen. Die sich ergebenden Konzentrationen der
verformungsinduzierten Leerstellen cges für die einzelnen Fließkurven, die entsprechenden
Konzentrationen an Leerstellen im thermischen Gleichgewicht cGG, sowie die sich aus der
Modellierung ergebenden Versetzungsdichten sind in Tabelle 3.8.9 angegeben. Für die
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Berechnung der im thermischen Gleichgewicht befindlichen Leerstellen wurde die
Bildungsenthalpie für Aluminium mit HB=0,66 eV angenommen /Handbook of Diffusion
Data/. Für die Berechnung der verformungsinduzierten Leerstellen wurden für den
Durchmesser des Subkorns D KSubkorn
ges
=
ρ
 (Glg 3.34) und die Anschwingfrequenz der
Versetzung ν0 (Tabelle 3.5.1) die für das 4SM verwendeten Werte eingesetzt. Ebenso wurden
die Werte die sich aus dem 4SM ergaben für die Dichten der immobilen Versetzungen im
Zellinneren ρi und den Zellwänden ρw verwendet. Der Wert der Wanderungsenthalpie wurde
zu 0,72 eV gesetzt. Dies erklärt sich dadurch, dass die obere Grenze des Wertebereichs der
Aktivierungsenthalpie mit 1,38 eV angenommen wurde (Tabelle 3.5.2). Die
Bildungsenthalpie einer Leerstelle in der betrachteten Legierung sollte sich nicht von der
Bildungsenthalpie einer Leerstelle in Aluminium unterscheiden, die zu 0,66 eV gesetzt wurde.
Die Erhöhung der Aktivierungsenthalpie der Selbstdiffusion in einer Legierung sollte durch
eine Behinderung der Leerstellenwanderung entstehen, so dass hier für die
Wanderungsenthalpie ein Wert von 0,72 eV angesetzt wurde.
Fließkurve ρi [m-2] ρw [m-2] ρgesamt [m-2] cges
(berechnet)
cGG
T=298 K, &ε=10-3 s-1 6,67⋅1013 1,24⋅1015 4,41⋅1015 3,35⋅10-2 6,94⋅10-12
T=298 K, &ε=10 s-1 6,08⋅1013 1,22⋅1015 4,37⋅1014 - 6,94⋅10-12
T=353 K, &ε=10-3 s-1 8,04⋅1013 1,12⋅1015 4,26⋅1015 4,13⋅10-4 3,80⋅10-10
T=408 K, &ε=10-3 s-1 9,28⋅1013 1,23⋅1015 4,28⋅1015 1,75⋅10-5 7,10⋅10-9
T=573 K, &ε=10-1 s-1 3,41⋅1013 7,02⋅1014 2,32⋅1014 1,54⋅10-5 1,57 ⋅10-6
T=573 K, &ε=1 s-1 4,52⋅1013 8,35⋅1014 2,70⋅1014 1,43⋅10-4 1,57 ⋅10-6
T=573 K, &ε=10 s-1 5,13⋅1013 9,27⋅1014 2,94⋅1014 1,43⋅10-3 1,57 ⋅10-6
T=673 K, &ε=10-1 s-1 6,96⋅1013 3,22⋅1014 1,18⋅1014 1,34⋅10-5 1,15⋅10-5
T=673 K, &ε=1 s-1 1,27⋅1013 4,36⋅1014 1,48⋅1014 2,55⋅10-5 1,15⋅10-5
T=673 K, &ε=10 s-1 2,17⋅1013 5,80⋅1014 1,85⋅1014 1,60 ⋅10-4 1,15⋅10-5
T=773 K, &ε=10-1 s-1 6,92⋅1011 1,19⋅1014 6,41⋅1013 5,01⋅10-5 4,99⋅10-5
T=773 K, &ε=10 s-1 2,64⋅1012 2,20⋅1014 9,40⋅1013 7,21⋅10-5 4,99⋅10-5
Tabelle 3.8.9: Berechnete verformungsinduzierte Leerstellenkonzentration in Abhängigkeit
der Umformparameter Temperatur und Dehngeschwindigkeit,
nach /Stüwe 1965/
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Die in Tabelle 3.8.9 aufgelisteten berechneten Werte zeigen, dass sich die
Leerstellenkonzentration aufgrund der verformungsinduzierten Leerstellen vor allem für
niedrigere Umformtemperaturen deutlich gegenüber der im thermischen Gleichgewicht
befindlichen Leerstellenkonzentration erhöht hat.
Der Wert, der sich für die Fließkurve T=298 K, &ε=10 s-1 ergibt, ist allerdings physikalisch
unsinnig. Darauf wird später in diesem Absatz eingegangen.
Als letzter Punkt muss nun geklärt werden, warum es aufgrund einer „Überschuss“-
Leerstellenkonzentration zu einer veränderten, effektiven Aktivierungsenthalpie kommen soll.
Dazu wird die folgende Überlegung angestellt:
Die gesamte Konzentration der Leerstellen cges entspricht einer sich im thermischen
Gleichgewicht befindlichen Leerstellenkonzentration bei einer artifiziellen Temperatur T*:
c cGG ges∞ + = = −
⋅
F
HG
I
KJc
G
k T
B
B
exp
*
(3.55)
Aus den bis dahin bekannten Daten lässt sich diese artifizielle Temperatur T* für jede
Fließkurve über
c exp G
k T *
exp H
k T *
exp S
kges
B
B
B
B
B
B
= −
⋅
F
HG
I
KJ = − ⋅
F
HG
I
KJ ⋅
F
HG
I
KJ (3.56)
zu
T* H
k ln(c S
k
B
B ges
B
B
= −
⋅ −
F
HG
I
KJ)
(3.57)
berechnen.
Diese artifizielle Temperatur kann als Funktion der tatsächlichen Umformtemperatur T durch
T* T= ⋅χ (3.58)
ausgedrückt werden, wobei χ χ ε= &,Ta f ist, was aus den Gleichungen 3.54 und 3.57
hervorgeht.
Dadurch lässt sich die gesamte vorherrschende Leerstellenkonzentration durch die
tatsächliche Umformtemperatur zu:
c exp G
k T *
exp G
k T
exp 1 H
k T
exp S
kges
B
B
B
B
B
B
B
B
= −
⋅
F
HG
I
KJ = − ⋅ ⋅
F
HG
I
KJ = − ⋅ ⋅
F
HG
I
KJ ⋅
F
HG
I
KJχ χ  (3.59a)
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oder
c exp T
T *
H
k T
exp S
kges
B
B
B
B
= − ⋅
⋅
F
HG
I
KJ ⋅
F
HG
I
KJ (3.59b)
formulieren.
Die effektive (von der verformungsinduzierten Leerstellenkonzentration abhängige)
Bildungsenthalpie ist damit
H T
T *
Heff,Bildung B= ⋅ (3.60)
so dass sich die effektive Aktivierungsenthalpie zu
H H H T
T *
H Heff eff,Bildung Wanderung Bildung Wanderung= + = ⋅ + (3.61)
ergibt18.
In Tabelle 3.8.10 sind die artifiziellen Temperaturen19 für die jeweiligen Fließkurven, sowie
die daraus berechneten effektiven Aktivierungsenthalpien und die Aktivierungsenthalpien, die
sich aus der Modellierung der Fließkurven mit dem 4SM ergaben, dargestellt.
                                                
18 Um die effektive Aktivierungsenthalpie mit Hilfe einer Arrhenius-Auftragung zu bestimmen, muss die
Temperaturabhängigkeit der Funktion χ χ ε= &,Ta f genau bekannt sein (Glg.3.54, 3.57, 3.58) /Gottstein 2001/.
Neben der exponentiellen Temperaturabhängigkeit ergibt sich noch eine versteckte Abhängigkeit von der
Temperatur über den Volumenbruchteil des Zellinneren, die im weiteren nur empirisch beschrieben wird.
19 Für die Bildungsentropie SB wurde ein Wert von 0,77⋅kB angenommen, der genaue Wert ist nicht bekannt.
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Fließkurve T* [K] Heff [eV] berechnet Heff [eV] (4SM)
T=298 K, &ε=10-3 s-1 1428 0,8270 0,8315
T=298 K, &ε=10 s-1 - 0,6017
T=353 K, &ε=10-3 s-1 789 0,9805 0,9812
T=408 K, &ε=10-3 s-1 591 1,1323 1,1288
T=573 K, &ε=10-1 s-1 618 1,3054 1,2710
T=573 K, &ε=1 s-1 741 1,1954 1,1813
T=573 K, &ε=10 s-1 946 1,0815 1,0874
T=673 K, &ε=10-1 s-1 635 1,4157 1,3648
T=673 K, &ε=1 s-1 672 1,3782 1,2813
T=673 K, &ε=10 s-1 783 1,2718 1,2862
T=773 K, &ε=10-1 s-1 718 1,4311 1,3731
T=773 K, &ε=10 s-1 764 1,4068 1,1923
Tabelle 3.8.10:  Vergleich berechnete und modellierte Aktivierungsenthalpien
Die berechneten Werte für die Aktivierungsenthalpien zeigen, dass es zu einer Änderung der
Aktivierungsenthalpie als Folge der Umformbedingungen kommt.
Der Vergleich von den berechneten Aktivierungsenthalpien mit den aus der Modellierung der
Fließkurven mit dem 4SM erhaltenen Aktivierungsenthalpien liefert zudem eine gute
Übereinstimmung dieser beiden Werte.
Die größte Abweichung zwischen der berechneten und der vom 4SM vorhergesagten
Aktivierungsenthalpie liegt bei der Fließkurve T=773K, &ε=10 s-1 vor. Diese Abweichung
kann durch die Reduktion auf nur zwei temperatur- bzw. dehngeschwindigkeitsabhängige
Größen erklärt werden. Wie schon in Absatz 3.8.2 beschrieben, sollten einige der in den
Parametersatz eingehenden physikalischen Größen und Proportionalitätskonstanten eine
Temperaturabhängigkeit zeigen. Diese konnte für das Umformtemperaturintervall der
Kaltverformung vernachlässigt werden. Für das Umformtemperaturintervall des gesamten
Fließkurvenfeldes [298-773 K] ist eine solche Vernachlässigung aber nicht ohne Einfluss. Das
heißt, die zur Optimierung freigelassenen Parameter Heff und fi müssen die vernachlässigte
Temperaturabhängigkeit der anderen Größen, mit denen sie teilweise interkorrelieren,
auffangen. Dadurch kann es zu „verfälschten“ Werten für diese beiden Parameter durch die
Optimierung kommen. Die folgende Rechnung macht dies deutlich.
Die Fließkurve T=773 K, &ε=10 s-1 wurde erneut mit dem 4SM modelliert. Bei dieser
Rechnung wurden allerdings neben der effektiven Aktivierungsenthalpie auch die folgenden
Parameter zur Optimierung freigelassen:
- der Abstand zur Bildung von Lomer-Versetzungen dlock,
- der Abstand zur Annihilation durch Klettern dannihil-k,
- der Abstand der Annihilation durch Gleiten dannihil-g,
- die Quergleitkonstante A und
- die Faktoren für die Passierspannung im Zellinneren αi und in den Zellwänden αw.
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Das heißt, es wurden insgesamt sieben Parameter zur Optimierung freigegeben. Die Werte der
anderen Parameter wurden entsprechend Tabelle 3.8.6 beibehalten.
Die Werte, die sich für diese Parameter durch die erneute Rechnung einstellten, sind in
Tabelle 3.8.11 aufgeführt:
Parameter Wert
Heff 1,2558 eV
dlock 1,65⋅10-9 m
dannihil-G 4,48⋅10-9 m
dannihil-K 4,84⋅10-9 m
A 0,599⋅eV
αi 0,504
αw 0,252
Tabelle 3.8.11: Mögliche andere Parameter zur Beschreibung
  der Fließkurve 773K, &ε=10 s-1
Aus Tabelle 3.8.11 ist zu entnehmen, dass die zur Optimierung freigegebenen Parameter
ebenfalls sinnvolle Werte angenommen haben und sich die Werte der einzelnen Parameter nur
geringfügig gegenüber den Werten geändert haben, die in Tabelle 3.8.6 für die jeweiligen
Parameter angegeben sind. Die effektive Aktivierungsenthalpie hat nun einen Wert
angenommen, der näher an dem theoretisch berechneten Wert liegt. Die mit diesen
Parametern modellierte Fließkurve ist in Abbildung 3.8.16 dargestellt. Der prozentuale Fehler
für diese Beschreibung ergibt sich zu 1,8 % (vorher 2,7 %), das heißt auch die Güte der
Beschreibung wurde durch diesen variierten Parametersatz etwas verbessert.
Abbildung 3.8.16:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linie) Fließkurve T=773 K, &ε = 10 s-1
        Die Änderung der in Tabelle 3.8.11 dargestellten Parameter
        wurde zugelassen.
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Aus dieser vergleichenden Rechnung wird deutlich, dass bei einem auf zwei freie Parameter
reduzierten Parametersatz keine genaue Bestimmung der Temperaturabhängigkeiten (oder
Dehngeschwindigkeitsabhängigkeit) der beiden freien Parameter möglich ist. Der für die
Modellierung des erweiterten Fließkurvenfelds verwendete Parametersatz wurde sehr kritisch
für die Beschreibung der Fließkurven aus dem Bereich der Kaltverformung geprüft. Eine
einfache Anwendung dieses Parametersatzes auf das erweiterte Fließkurvenfeld kann daher
keine physikalische Relation dieser Parameter liefern und rechtfertigt sich aus pragmatischen
Gründen, eine vereinfachte Beschreibung aller Fließkurven zu erhalten.
Es bleibt noch zu klären, wie das Ergebnis für die effektive Aktivierungsenthalpie der
Fließkurve T=298 K, &ε = 10 s-1zu deuten ist. Es ergab sich für diese Fließkurve durch die
Rechnungen mit nur zwei Parametern (Absatz 3.8.2 und Absatz 3.8.3) eine effektive
Aktivierungsenthalpie von 0,616 eV bzw. 0,602 eV. Mit dem oben beschriebenen Ansatz zur
Berechnung der effektiven Aktivierungsenthalpie als Folge verformungsinduzierter
Leerstellen konnte kein physikalisch sinnvolles Ergebnis für die bei dieser Fließkurve
gegebenen Umformparameter erhalten werden, es ergab sich eine Leerstellenkonzentration
von cges=4,1⋅10+2. Die Situation ändert sich, wenn auf den Ansatz von Prinz und Argon /Prinz
1984/ zurückgegriffen wird. Prinz und Argon nehmen für Temperaturen T ≅ 0,3 Tm an, dass
Versetzungskerndiffusion der dominierende Diffusionsmechanismus ist. Berücksichtigt man
statt der Wanderungsenthalpie der Volumendiffusion nun die Wanderungsenthalpie der
Versetzungskerndiffusion, die in Aluminium 0,19 eV beträgt /Handbook of Diffusion Data/,
so ergibt sich für die berechnete stationäre Leerstellenkonzentration bei den
Umformparametern T=298 K, &ε = 10 s-1ein Wert von cges = 1,15⋅10-6. Für die effektive
Aktivierungsenthalpie folgt dann ein Wert von Heff=0,561 eV, der sich aus der effektiven
Bildungsenthalpie aufgrund der erhöhten Leerstellenkonzentration und der
Wanderungsenthalpie durch den Versetzungskern zusammensetzt. Dieses Ergebnis stimmt gut
mit den Werten für die effektive Aktivierungsenthalpie überein, die durch das 4SM erhalten
wurden. Warum die Versetzungskerndiffusion nur bei diesen Umformbedingungen und nicht
bei der Fließkurve T=298 K, &ε = −10 3 s-1gleicher Umformtemperatur, aber niedrigerer
Dehngeschwindigkeit stattfindet, kann allerdings nur vermutet werden: Prinz und Argon
setzten die kritische Grenze für den Wechsel des Diffusionsmechanismus auf etwa 0,3 Tm.
Die Umformtemperatur T=298 K der beiden Fließkurven entspricht etwa 0,32 Tm in der
betrachteten Legierung. Der Wechsel des Diffusionsmechanismus muss auf die
unterschiedlichen Dehngeschwindigkeiten der beiden Fließkurven zurückgeführt werden:
Der Einfluss der Dehngeschwindigkeit beruht in erster Linie auf den Entfestigungsvorgängen.
Die Verfestigungsvorgänge laufen zeitgleich mit der Dehnung ab, während die
Entfestigungsvorgänge meist thermisch aktiviert sind, und damit von der Temperatur
abhängen. Bei einer hohen Dehngeschwindigkeit hat der Werkstoff weniger Zeit zu erholen,
als bei einer niedrigeren Dehngeschwindigkeit. Damit hat eine Erhöhung der
Dehngeschwindigkeit den ähnlichen Effekt wie eine Senkung der Umformtemperatur. Das
heißt, aufgrund der unterschiedlichen Dehngeschwindigkeiten der beiden Fließkurven könnte
ein Wechsel im Diffusionsmechanismus stattgefunden haben. Eine genaue Eingrenzung lässt
sich hier aber nicht geben.
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3.8.4.2 Der Volumenbruchteil des Zellinneren
Die Modellergebnisse zeigen, dass mit zunehmender Temperatur der Volumenbruchteil des
Zellinneren größer wird. Eine solche Abhängigkeit des Volumenbruchteils von der
Temperatur wurde auch experimentell an der Legierung Al-1Mg in TEM-Untersuchungen
ermittelt /Rollet 1988/. Dies ist eine Folge davon, dass die Zell- bzw. Subkornwände mit
höherer Temperatur schärfer werden, da durch thermische Aktivierung Erholungsprozesse
vermehrt stattfinden können, so dass schließlich nur noch die geometrisch notwendigen
Versetzungen erhalten bleiben, welche den Orientierungsunterschied zwischen den Zellen
bzw. Subkörnern aufrechterhalten. Im weiteren konnten Müller und Mitarbeiter zeigen, dass
der Volumenbruchteil der Zellwände mit Zunahme des Umformgrads abfällt /Müller 1995/.
Diese Abhängigkeit der Volumenbruchteile von der Verformung ist in dieser Arbeit nicht
berücksichtigt, könnte aber zu einer Verbesserung der Anpassung führen, ebenso wie die
Berücksichtigung einer Änderung der verformungsinduzierten Leerstellenkonzentration mit
der Versetzungsdichte.
Eine Änderung des Volumenbruchteils als Folge unterschiedlicher Dehngeschwindigkeiten
ergab sich für die Beschreibung der Fließkurven bei der Umformtemperatur 298 K in Absatz
3.8.2. Die Diskrepanz ist allerdings sehr schwach. Es zeigt sich eine geringfügige Abnahme
von 0,82 für &ε = − −10 3 1s  gegenüber 0,815 für &ε =10 s-1, obwohl der Unterschied der
Dehngeschwindigkeiten bei einem Faktor 104 erheblich ist. Eine Diskussion dieses Effektes
soll daher unterbleiben.
3.8.4.3 Entwicklung der Versetzungsdichten
Die Entwicklung der Versetzungsdichten wird exemplarisch für vier Fließkurven dargestellt
und diskutiert. Die Darstellung erfolgt für jede Fließkurve in zwei Diagrammen. Alle Daten
entstammen der einheitlichen Modellierung mit zwei Parametern (Absatz 3.8.3).
Aus dem Bereich der Kaltverformung sind die Fließkurven mit den Umformparametern
T=298 K, &ε =10 s-1 und 10-3 s-1 gewählt worden. Es zeigt sich hier, dass die
Schraubenversetzungen vor den Stufenversetzungen sättigen. Dies scheint ein realistisches
Ergebnis für die Kaltverformung zu sein, und wurde für alle Fließkurven aus dem Bereich der
Kaltverformung festgestellt.
Die Dichte der immobilen Versetzungen im Zellinneren liegt in der Größenordnung der
mobilen Versetzungen bei etwa 6⋅1013 m-2, die immobile Versetzungsdichte der Zellwand
liegt für beide Fließkurven mit 1,2⋅1015 m-2 etwa 20-fach höher als die Dichte der immobilen
Versetzungen des Zellinneren. Es ergibt sich für die Dichte der immobilen Versetzungen bei
beiden Fließkurven ein geringfügiger Anstieg. Für diese beiden Versetzungstypen wird keine
Sättigung erreicht, was sich auch in den berechneten Verfestigungskurven (siehe unten)
widerspiegelt.
131
0
1e+13
2e+13
3e+13
4e+13
5e+13
6e+13
7e+13
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8
rs
re
ri
Wahre Dehnung [1]
m
-2
Abbildung 3.8.17:  Dichten der mobilen Stufen ρe - und Schraubenversetzungen ρs,
        immobile Versetzungen im Zellinneren ρi , T=298 K, &ε=10-3 s-1
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Abbildung 3.8.18:  Dichten der immobilen Versetzungen im Zellinneren ρi
        und in den Zellwänden ρw,
        Gesamtversetzungsdichte ρges, T=298 K, &ε=10-3 s-1
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Abbildung 3.8.19:  Dichten der mobilen Stufen ρe - und Schraubenversetzungen ρs,
        immobile Versetzungen im Zellinneren ρi , T=298 K, &ε=10 s-1
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Abbildung 3.8.20:  Dichten der immobilen Versetzungen im Zellinneren ρi und in den
        Zellwänden ρw, Gesamtversetzungsdichte ρges, T=298 K, &ε=10 s-1
Für die Fließkurven der Umformtemperatur T=773 K sättigen die mobilen
Stufenversetzungen vor den Schraubenversetzungen, dies ergab sich ebenfalls für alle
Fließkurven aus dem Bereich der Warmverformung. Damit würde bei der Warmverformung
der Bereich III der Fließkurve nicht durch das Quergleiten von Schraubenversetzungen
initiiert, sondern durch die Fähigkeit der Stufenversetzungen, bei den erhöhten Temperaturen
vermehrt zu klettern.
Die immobilen Versetzungen in Zellwand und Zellinnerem beider Fließkurven erreichen, im
Gegensatz zu den oben beschriebenen Fließkurven ihre Sättigungswerte. Die immobilen Ver-
setzungen des Zellinneren liegen mit 6,9⋅1011 m-2 ( &ε =10-1 s-1) und 2,64⋅1012 m-2 ( &ε =10 s-1)
annähernd gleich. Die Dichten der immobilen Versetzungen in den Zellwänden liegen mit
1,2⋅1014 m-2 ( &ε =10-1 s-1) und 2,2⋅1014 m-2 ( &ε =10 s-1) etwa 100-fach höher.
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Abbildung 3.8.21:  Dichten der mobilen Stufen ρe - und Schraubenversetzungen ρs,
        immobile Versetzungen im Zellinneren ρi , T=773 K, &ε=10-1 s-1
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Abbildung 3.8.22:  Dichten der immobilen Versetzungen im Zellinneren ρi
       und in den Zellwänden ρw,
       Gesamtversetzungsdichte ρges, T=298 K, &ε=10-1 s-1
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Abbildung 3.8.23:  Dichten der mobilen Stufen ρe - und Schraubenversetzungen ρs,
        immobile Versetzungen im Zellinneren ρi, T=773 K, &ε=10 s-1
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Abbildung 3.8.24:  Dichten der immobilen Versetzungen im Zellinneren ρi
        und in den Zellwänden ρw,
        Gesamtversetzungsdichte ρges, T=773 K, &ε=10 s-1
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In Abbildung 3.8.25 ist die Verfestigung der Fließkurve 298 K, &ε =10-3 s-1 für die
experimentellen und die modellierten Daten dargestellt. Es ist deutlich, dass die
experimentelle Fließkurve ihre Sättigungsspannung erreicht, was aber durch das 4SM nicht
beschrieben wird.
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Abbildung 3.8.25:  Darstellung der Verfestigung für die Umformtemperatur T=298K,
        &ε=10-3 s-1, die Linie kennzeichnet das Experiment.
In Abbildung 3.8.26 wird die Verfestigung der Fließkurve 298 K, &ε=10 s-1 gezeigt. Hier
erreichen weder die experimentelle noch die berechnete Fließspannung einen stationären
Wert.
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Abbildung 3.8.26:  Darstellung der Verfestigung für die Umformtemperatur T=298K,
       &ε=10 s-1, die Linie kennzeichnet das Experiment.
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Für die hohe Umformtemperatur T=773 K erreichen die experimentellen und die berechneten
Fließspannungen ihre Sättigungswerte.
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Abbildung 3.8.27:  Darstellung der Verfestigung für die Umformtemperatur T=773K,
       &ε=10-1 s-1, die Linie kennzeichnet das Experiment
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Abbildung 3.8.28:  Darstellung der Verfestigung für die Umformtemperatur T=773K,
        &ε=10 s-1, die Linie kennzeichnet das Experiment
137
3.8.5 Empirische Beschreibung mit zwei Parametern
Neben der Anforderung an ein Modell, Aufschluss über physikalische Mechanismen geben zu
können, ist seine Prognosefähigkeit von pragmatischem Interesse. Es wurde in den vorherigen
Abschnitten dargelegt, dass eine auf physikalischen Aspekten basierende Interpretation der
Parameter effektive Aktivierungsenthalpie und Volumenbruchteil des Zellinneren möglich ist.
Es wurde exemplarisch gezeigt, dass die Temperaturabhängigkeiten anderer in den
Parametersatz einfließender Größen einen deutlichen Einfluss auf den sich aus der
Modellierung ergebenden Wert der effektiven Aktivierungsenthalpie haben können. Durch
die Limitierung auf zwei freie Parameter kann somit eine physikalische Beschreibung der
effektiven Aktivierungsenthalpie keine guten Vorhersagen für das Fließverhalten infolge der
Umformparameter ermöglichen. Um nun einen industriellen Nutzen aus der Modellierung
ziehen zu können, wurde eine empirische Beschreibung auf die Entwicklung infolge der
Umformbedingungen der beiden freigelassenen Parameter angewendet, die hier vorgestellt
wird.
Da die effektive Aktivierungsenthalpie von Dehngeschwindigkeit und Temperatur abhängig
ist, wurde für ihre Beschreibung ein Ansatz der Form
H A B
T
C D
T
Eeff = + + ⋅ + ⋅ + ⋅ln &
ln & ln &ε ε εa f2 (3.62)
gewählt. Die Fitparameter A, B, C, D und E wurden an die sich aus der Modellierung (Absatz
3.8.3) ergebenden Werte angepasst und sind in Tabelle 3.8.14 dargestellt. In Tabelle 3.8.12
werden die so berechneten Werte für die effektive Aktivierungsenthalpie den sich aus der
Modellierung ergebenden Werten gegenübergestellt.
Der Volumenbruchteil wurde in der Modellierung nur als Funktion der Temperatur betrachtet.
Die Abhängigkeit von der Temperatur wird durch eine Geradengleichung mit dem
Achsenabschnitt f und der Steigung g beschrieben. Die so berechneten Werte für den
Volumenbruchteil des Zellinneren werden in Tabelle 3.8.14 aufgeführt.
f f g Ti = + ⋅ (3.63)
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T [K] &ε  [s-1] Heff [4SM] Heff aus
(3.62)
Abweichung
[eV]
Prozentualer
Fehler [%]
298 10-3 0,83145 0,83980 0,00835 5,0
298 10 0,60168 0,60974 -0,00806 6,9
353 10-3 0,98118 0,99339 -0,01221 4,2
408 10-3 1,12884 1,10557 0,02327 3,7
573 10-1 1,27098 1,25109 0,01989 3,3
573 1 1,18128 1,18204 -0,00076 3,5
573 10 1,08744 1,08756 -0,00012 3,8
673 10-1 1,36482 1,32765 0,03717 3,0
673 1 1,28133 1,25879 0,02254 3,2
673 10 1,28616 1,16449 0,12167 3,2
773 10-1 1,38 1,38440 -0,00440 3,0
773 10 1,19232 1,22152 -0,02920 3,5
Tabelle 3.8.12:  Mathematische Beschreibung der Parameter Heff
T [K] &ε  [s-1] fi aus (3.63)
298 10-3 0,78
298 10 0,78
353 10-3 0,792
408 10-3 0,804
573 10-1 0,841
573 1 0,841
573 10 0,841
673 10-1 0,863
673 1 0,863
673 10 0,863
773 10-1 0,885
773 10 0,885
Tabelle3.8.13:  Mathematische Beschreibung des Volumenbruchteils fi
Heff (Glg.362) fi (Glg.3.63)
A=1,698542419 f=0,71412632
B=-295,95560464 g=0,00022105
C=-0,034956374
D=-0,3180472213
E=-0,002398504
Tabelle 3.8.14:  Koeffizienten zur Beschreibung der Parameter Heff und fi
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Trotz der geringen prozentualen Fehler zwischen den berechneten und modellierten Werten
der effektiven Aktivierungsenthalpie (siehe Tabelle 3.8.12), ergeben sich infolge ihres starken
Einflusses auf den Fließkurvenverlauf teilweise große Abweichungen zwischen den mit den
Werten in Tabelle 3.8.14 berechneten und den experimentell ermittelten Fließkurven. Eine
genauere mathematische Beschreibung kann durch die Erhöhung der Messwerte n (mit
n=Anzahl der angepassten Fließkurven, aus denen die effektiven Aktivierungsenthalpien
folgen) erhalten werden. Es ist zu erwarten, dass der prozentuale Fehler mit 1
n
 kleiner wird.
Von den zwölf beschriebenen Werten der effektiven Aktivierungsenthalpie, liegen elf Werte
innerhalb der Standardabweichung der Anpassung20, die sich zu σ=0,041 eV ergibt. Das heißt
die betreffenden elf Fließkurven können innerhalb der Standardabweichung beschrieben
werden. In den folgenden Diagrammen wird die Anpassung der experimentellen Fließkurven
mit den aus Gleichung 3.63 berechneten effektiven Aktivierungsenthalpie gezeigt.
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Abbildung 3.8.29:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=298 K, &ε=10-3 s-1,
                    empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg. 3.63)
                                                
20 Mit Standardabweichung σ = −∑1
n
H VSM H calceff eff
n
2a f a f
140
0
50
100
150
200
250
0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7
wahre Dehnung [1]
w
ah
re
 S
pa
nn
un
g 
[M
Pa
]
Abbildung 3.8.30:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=353 K, &ε=10-3 s-1,
        empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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Abbildung 3.8.31:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=408 K, &ε=10-3 s-1,
        empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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Abbildung 3.8.32:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=298 K, &ε=10 s-1,
        empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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Abbildung 3.8.33:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
         berechnete (Linien) Fließkurven T=573 K,
        empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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Abbildung 3.8.34:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurve T=673 K,
         &ε=10-1  s-1(durchgezogene Linie, Raute);
        &ε=1 s-1 (gestrichelte Linie, Dreieck),
        &ε=10 s-1 (gestrichpunktete Linie, Kreise)
        empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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Abbildung 3.8.35:  Vergleich experimentelle (Zeichen) und
        berechnete (Linien) Fließkurven T=773 K,
         mittels empirischer Beschreibung der effektiven
        Aktivierungsenthalpie (Glg.3.63)
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3.8.6 Die Strategie zur Anwendung des 4SM
Wesentlich ist es, wie bei allen Modellvorstellungen, dass eine einfache Beschreibung und
damit eine praktische Anwendung möglich ist. Dies kann mit dem Vier-Sruktur-Variablen-
Modell durch das folgende Konzept erreicht werden.
Für eine zu modellierende Legierung ist ein Fließkurvenfeld experimentell zu bestimmen.
Dabei ist es wesentlich, Fließkurven mit höheren Dehngeschwindigkeiten aufzunehmen (etwa
&ε = ⋅ − −5 10 3 1s  oder höher). Solche Fließkurven sind dann geeignet, eine generelle
Optimierung über alle verwendeten Parameter innerhalb sinnvoller physikalischer Grenzen
durchzuführen und damit trotzdem in einem realistischen (Rechen-) Zeitrahmen zu bleiben.
Es können dann alle materialabhängigen Parameter, die nicht von den Umformbedingungen
(Dehngeschwindigkeit und Temperatur) abhängen, mit Hilfe dieser „optimalen“
Parametersätze festgesetzt werden. Für alle anderen Fließkurven können dann die abhängigen
Parameter in einer weiteren Optimierung mit geringem Rechenaufwand bestimmt werden.
3.8.7 Einige abschließende Bemerkungen
Da das Vier-Strukturvariablen-Modell auf dem Drei-Parameter-Modell von Roters aufbaut,
sollen hier noch einige von Roters bezüglich des Drei-Parameter-Modells gegebene Anmerk-
ungen kurz aufgegriffen werden.
Roters diskutiert, dass der Einbau von Schraubenversetzungen möglicherweise zu einer
Verbesserung des Modells führe. Dies kann bestätigt werden. Zu Beginn dieser Arbeit wurde,
wie schon erwähnt, zunächst eine ausführliche Formulierung des Drei-Parameter-Modells
aufgestellt, und in ein PC-Programm eingearbeitet. Auch bei dieser Version wurde mit dem in
Kapitel 3.5 beschriebenen Optimierungsalgorithmus gearbeitet, da eine Optimierungsstrategie
nach dem Prinzip des „Random-walk“ nicht geeignet schien, ein solch komplexes Problem zu
lösen. Auch nach langer Rechenzeit konnte mit diesem neu erstellten „Drei-Parameter-
Modell“ kein Parametersatz gefunden werden, der eine Fließkurve der Umformtemperatur
T=298 K auch nur annähernd beschrieb. Es zeigte sich konstante Verfestigung über den
gesamten Verformungsbereich. Daraufhin wurde die Dichte der mobilen Schrauben-
versetzungen in das Programm integriert. Dies führte dann zu einem „Abbiegen“ der
modellierten Fließkurve, es ergab sich aber für den Bereich IV der Fließkurve, wie schon
erwähnt und diskutiert, ein viel zu starker Anstieg. Das heißt durch den Einbau der Dichte der
mobilen Schraubenversetzungen konnte das Drei-Parameter-Modell zwar verbessert werden,
aber nicht zu einer Anpassung von Fließkurven ausreichender Güte führen. Es ist aber nicht
auszuschließen, dass für Fließkurven, die bei hohen Umformtemperaturen und niedrigen
Dehngeschwindigkeiten aufgenommen werden, eine gute Anpassung allein mit dieser
Änderung gelingt, unter der Voraussetzung, dass andere in den Parametersatz eingehende
Größen als Funktion der Umformtemperatur und/oder der Dehngeschwindigkeit betrachtet
werden. Für die Kaltverformung sollte dies aber nicht gelten.
144
Eine mögliche Ursache zur Verbesserung der Beschreibung der Dehngeschwindig-
keitsabhängigkeit der Fließkurven sieht Roters in einer von der freien Versetzungslänge
abhängigen Anschwingfrequenz der Versetzungen ν0. Es wurde hier aber ebenfalls mit einer
konstanten Anschwingfrequenz gerechnet, da anhand der aufgestellten ausführlichen
Formulierung des Drei-Parameter-Modells zu ersehen war, dass die Anschwingfrequenz
ausschließlich in einen inversen sinus hyperbolicus in der Form
ar sinh
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expε
ν
ρ
ρ
⋅
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eingeht. Anhand dieser Gleichung kann man abschätzen, das selbst Änderungen der
Anschwingfrequenz um mehrere Größenordnungen keinen wesentlichen Einfluss auf den
Wert dieser Funktion haben (bei konstant gehaltenem Wert für Q) und somit auch keinen
Einfluss aufgrund von Änderungen der freien Versetzungslänge während der Verformung.
Aus diesem Grund wurde für das hier vorgestellte Modell diese Größe als physikalische
Konstante beibehalten.
Die Aktivierungsenergie Q für den Schneidprozess wurde ebenfalls als physikalische
Konstante betrachtet und auf den theoretischen Wert von
Q 1
2
G b3= ⋅
gesetzt und nicht zur Optimierung freigegeben. Ob eine Änderung dieses Wertes zu einer
Verbesserung des Modells führt, steht zur Diskussion.
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3.9 Zusammenfassung und Ausblick
In diesem Teil der Arbeit wurden experimentell ermittelte Fließkurven mit unterschiedlichen
Umformparametern im Versetzungsbild beschrieben.
Dazu wurden für die vier Strukturvariablen mobile Stufenversetzungen, mobile
Schraubenversetzungen, immobile Versetzungen im Zellinneren und immobile Versetzungen
in den Zellwänden Reaktionsgleichungen in Form nicht linearer, gekoppelter Differential-
gleichungen aufgestellt, und ihre Entwicklung mit der Verformung unter Berücksichtigung
der Umformparameter berechnet. In die DGL‘s gingen eine Vielzahl physikalischer Parameter
ein, deren Größenordnung bekannt war, ihr genauer Wert für die untersuchte Legierung aber
nicht. Deshalb wurde ein Optimierungsalgorithmus verwendet, der es ermöglichte, diese
Vielzahl von Parametern, die zudem miteinander interkorrelieren, so zu bestimmen, dass sie
in physikalisch sinnvollen Bereichen lagen und mit ihnen der experimentell ermittelte
Fließkurvenverlauf beschrieben werden konnte. Die so erhaltenen Parameter ließen
Vereinfachungen zu, so dass schließlich experimentelle Fließkurven aus dem Bereich der
Kaltverformung mit Hilfe von nur zwei physikalischen Größen zu beschreiben sind. Der
wesentliche Aspekt der Rechenzeit bei solch grundlegenden Formulierungen wird hierbei
durch die entwickelte Strategie des vorgelegten Modells berücksichtigt, so dass sich das 4SM
zur praktischen Anwendung eignet.
Weiterhin wurde geprüft, ob mit diesem zwei Parametern Fließkurven über ein größeres
Intervall der Umformtemperatur beschrieben werden können. Die für die Kaltverformung
getroffene Annahme, dass in einem begrenzten Temperaturintervall die
Temperaturabhängigkeit anderer in den Parametersatz einfließenden physikalischen Größen
oder Proportionalitätskonstanten vernachlässigbar ist, konnte hier nur zu einer befriedigenden
Anpassung der experimentell ermittelten Fließkurven führen.
Es wurde neben einer physikalischen Begründung zum Auftreten der effektiven
Aktivierungsenthalpie ein empirischer Ansatz zur Beschreibung der Abhängigkeit von den
Umformparametern Dehngeschwindigkeit und Temperatur der effektiven
Aktivierungsenthalpie vorgestellt.
Um eine generelle Beschreibung des Fließkurvenverhaltens mit dem 4SM zu ermöglichen,
muss die Abhängigkeit von Temperatur und/oder Dehngeschwindigkeit anderer in den
Parametersatz eingehenden Größen mit berücksichtigt werden. Die Berücksichtigung der
Abhängigkeit des Volumenbruchteils und der effektiven Aktivierungsenthalpie vom
Umformgrad kann ebenfalls zu einer Verbesserung führen.
Um die Realität genauer zu beschreiben, sollten noch die Reaktionen mobiler Versetzungen
mit immobilen Versetzungen eingearbeitet werden. Daraus ergibt sich dann ein zusätzlicher
Annihilationsterm für die mobilen Versetzungen, während die Anzahl der immobilen
Versetzungen zu Beginn der Verformung konstant bliebe. Ebenso sollte die mögliche
Auflösung gebildeter Lomer-Versetzungen durch eine zu einer der Reaktionsversetzungen
antiparallelen mobilen Versetzung eingearbeitet werden. Dies führte dann ebenfalls zu einer
Änderung der angepassten Parameter.
Die hier verwendeten Annihilationsabstände dlock, dannihil-G und dannihil-K sollten aufgewertet
werden, derart, dass sie durch eine physikalische Relation beschrieben werden.
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Um zudem die vorgestellte Modellierung auf andere Legierungen oder reine Metalle
anzuwenden, muss die Stapelfehlerenergie des Materials im Auge behalten werden. Die
Annahmen bezüglich der gering aufgespalteten Versetzungen erfordern für andere Metalle
oder Legierungen Variationen hinsichtlich der Strukturevolutionsgleichungen, derart, dass
auch nicht kletterfähige Versetzungsreaktionen entstehen. Dies sollte jedoch in erster
Näherung durch den Einbau eines Korrelationsparameters <1, der als Funktion der
Dehngeschwindigkeit und Temperatur verstanden wird, keine Schwierigkeiten bereiten.
Außerdem muss natürlich berücksichtigt werden, dass nur Metalle oder Legierungen mit
dieser Beschreibung modelliert werden können, die eine Zellstruktur während des
Umformprozesses ausbilden. Ebenso haben dynamische Rekristallisationseffekte hier keinen
Eingang gefunden.
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